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Re´sume´
De par ses performances accrues, le moteur synchrone a` aimants perma-
nents est actuellement le moteur a` succe`s dans un monde industriel ou`
les exigences sont toujours plus e´leve´es tant du point de vue e´conomique
que technique. Ainsi, dans une phase de conception, l’optimisation base´e
sur une me´thodologie spe´ciﬁque est devenue indispensable.
Cette the`se pre´sente la mode´lisation analytique d’un moteur synchrone
a` aimants permanents, pour des conﬁgurations avec et sans dents sta-
toriques, en prenant en compte divers aspects de la physique comme
les phe´nome`nes magne´tiques, thermiques et e´lectriques. Concernant la
partie magne´tique, diﬀe´rents mode`les sont pre´sente´s ayant chacun un
domaine d’utilisation pre´fe´rentiel, avec pour certains la prise en compte
de la saturation magne´tique des e´le´ments ferromagne´tiques. Le mode`le
thermique simpliﬁe´ est base´ sur un circuit e´quivalent en tenant compte
des phe´nome`nes de convection et de rayonnement. Concernant la par-
tie e´lectrique, elle pre´sente, entre autres, le calcul de la tension induite
de mouvement et la de´termination des inductances par la me´thode des
images pour la conﬁguration a` bobinage dans l’entrefer.
En vue de l’optimisation, un accent a e´te´ mis sur une tendance correcte
des phe´nome`nes mode´lise´s, ce qui a autant voire plus d’importance que
la pre´cision du mode`le. Les mode`les sont valide´s et ame´liore´s a` l’aide des
simulations nume´riques aux e´le´ments ﬁnis.
La mode´lisation est e´labore´e principalement pour la conception par une
formulation mathe´matique des proble`mes permettant l’optimisation sans
e´chec au niveau de la convergence des algorithmes vers une solution
optimale. Cette formulation est base´e sur la re´duction, d’une part, des
non-continuite´s pre´sentes dans les e´quations du mode`le, ainsi que de
leur premie`re de´rive´e, et d’autre part, des zones mathe´matiquement non-
de´ﬁnies.
Dans le cadre du projet « Solar Impulse », qui consiste a` re´aliser le tour
du monde avec un avion propulse´ uniquement graˆce a` l’e´nergie solaire, un
prototype moteur a e´te´ optimise´ et construit. Les mesures expe´rimentales
re´alise´es sur ce prototype ont permis de valider et d’ame´liorer le mode`le
analytique utilise´ pour l’optimisation. Ainsi, les simulations par e´le´ments
ﬁnis et les mesures expe´rimentales, confronte´es aux re´sultats analytiques,
ont permis de valider entie`rement la phase de conception.
L’originalite´ de la the`se peut eˆtre re´sume´e par les points suivants :
– mode´lisation magne´tique a` caracte`re ge´ne´rique avec diﬀe´rents mode`les
ayant chacun leur domaine de pre´dilection ;
– formulation des phe´nome`nes physiques en vue du dimensionnement ;
– comparaison des mode`les analytiques avec des simulations nume´riques
aﬁn de les valider et/ou de les ame´liorer ;
– utilisation de la me´thode des images, aﬁn de de´terminer les induc-
tances des bobinages dans l’entrefer ;
– optimisation prenant en compte diﬀe´rents domaines de la physique ou`
les parame`tres libres sont analyse´s globalement ;
– conception et fabrication d’un prototype lie´ a` un projet et un cahier
des charges concret et permettant de valider inte´gralement la phase
d’optimisation et les mode`les analytiques e´tablis.
Mots-cle´s :Moteur synchrone a` aimants permanents, mode´lisation ana-
lytique, optimisation, simulations aux e´le´ments ﬁnis.
Abstract
During the last years, permanent magnets synchronous motors have be-
come a reference in the industrial world, both from the economical and
the technical point of view, because of their very good performance in
both regards. Thus, application of speciﬁc methodologies and algorithms
during the design phase has become a must.
In this thesis, the analytical modelling of permanent magnet synchronous
motors for stator conﬁgurations with and without teeth is presented. Se-
veral physical aspects, such as magnetic, thermal and electrical pheno-
mena, are taken into account. For the magnetic part, several models are
presented which all have their own areas of application. Some of them
take the magnetic saturation of the ferromagnetic parts into considera-
tion. The simpliﬁed thermal model is based on an equivalent Kirchhoﬀ
circuit in which convection and radiation are included. Concerning the
determination of the electrical characteristics of slotless machine conﬁgu-
rations, the determination of the back-emf and of the inductances using
the method of images are presented.
Special emphasis has been placed that the tendencies of the variations
of the modelled phenomena as they are observed with changes in other
parameters or criteria are correctly represented. This is almost more
signiﬁcant that the accuracy of the model itself. The models are validated
and improved by using ﬁnite element simulations.
The mathematical expressions of the design problems are taken into
account to allow the mathematical optimisation applied to converge to-
wards the optimal solution without failure. Thereby, the objective is to
avoid non-continuity of the functions and their ﬁrst derivatives and to
reduce the space where the functions are not mathematically deﬁned.
In the “Solar Impulse” project, which aims to realise an around-the-
world ﬂight with an airplane using only the solar radiation as energy
source, a prototype is optimised and built. A prototype motor has been
built and experimentally analysed, to be able to further validate and
improve the analytical model used for the optimisation of the machine.
The originalities of this thesis can be summarised as follows :
– modelling of the magnetic phenomena, with several speciﬁc models
adapted for diﬀerent conﬁgurations ;
– formulations of the physical phenomena adapted for the design phase ;
– comparison between analytical and ﬁnite element simulations in order
to validate or/and improve the analytical models ;
– use of the method of images to determine the inductances in a slotless
motor ;
– design optimisation by taking into account several physical phenomena
where the free parameters are analysed globally ;
– design and manufacturing of a prototype for a concrete project which
allows to completely validate the results of the optimisation and the
analytical models.
Keywords : BLDC permanent magnet motor, analytical modelling, op-
timisation, FEM simulations.
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L’optimisation, un terme ge´ne´ral qui s’applique a` bien des de´ﬁnitions.
Sans nous en rendre vraiment compte, l’optimisation, principalement
avec contraintes, est bien pre´sente dans notre vie quotidienne : minimiser
les de´penses, minimiser les eﬀorts, maximiser le temps libre, etc..
Dans les milieux e´conomiques et industriels, l’optimisation devient, de
nos jours, pratiquement incontournable et est re´alise´e de manie`re rigou-
reuse. En eﬀet, il n’y a pas si longtemps de cela, il suﬃsait qu’un produit
industriel fonctionne correctement pour qu’il soit vendable et qu’il ait
du succe`s. Actuellement, ce n’est pratiquement plus le cas. Il faut conti-
nuellement re´duire les couˆts, augmenter les performances, diminuer les
temps de conception et de fabrication pour sortir le plus rapidement
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possible un nouveau produit sur le marche´, tout en tenant compte de
nouvelles contraintes lie´es au contexte environnemental (p.e. contraintes
e´cologiques). La concurrence actuelle et la recherche du « mieux » fait
qu’une strate´gie d’optimisation base´e sur une me´thodologie spe´ciﬁque
est actuellement une des solutions pour re´pondre a` la demande. Pour
re´ussir cette e´tape, il est indispensable de prendre en compte la globalite´
du proble`me a` dimensionner, c’est-a`-dire tenir compte de tous les fac-
teurs inﬂuents, qu’ils soient lie´s a` la physique du syste`me ou au contexte
e´conomique.
Ce travail de the`se propose d’appliquer une me´thodologie d’optimisation
au domaine des moteurs synchrones a` aimants permanents qui, par leur
souplesse d’utilisation, leur grande dure´e de vie et leurs performances
e´leve´es, en font les moteurs a` succe`s dans le monde industriel. Dans cette
e´tude, la conception de ces moteurs est re´alise´e a` l’aide de mode`les ana-
lytiques incluant diﬀe´rents domaines de la physique comme les domaines
magne´tiques, thermiques et e´lectriques. Les proble`mes e´conomiques ne
sont pas traite´s dans cette e´tude. La formulation mathe´matique des
proble`me de conception est e´galement pris en compte aﬁn d’e´viter au
maximum les e´checs de convergence lie´s a` la phase d’optimisation. Ces
mode`les sont ensuite associe´s a` des algorithmes d’optimisation permet-
tant de de´terminer les solutions optimales selon les cahiers des charges
spe´ciﬁques.
1.1 Etat de l’art
Ou` se trouve actuellement l’e´tat de l’art dans le monde de la conception
de moteurs e´lectriques au niveau industriel et acade´mique ? Une question
dont il est diﬃcile de faire le tour brie`vement. Cependant, il est possible
de donner quelques informations aﬁn d’en e´clairer le lecteur.
Concernant les me´thodes d’optimisation, passablement de re´fe´rences uti-
lisent la me´thode des e´le´ments ﬁnis couple´e aux plans d’expe´rience et
aux surfaces de re´ponses avec, dans certains cas, l’utilisation des algo-
rithmes ge´ne´tiques comme outils pour la recherche d’une solution opti-
male [1, 2, 3, 4]. La conception utilisant la me´thode des e´le´ments ﬁnis
est lourde et tre`s spe´ciﬁque au domaine mode´lise´. D’autres re´fe´rences
adoptent la me´thode par description de circuits spe´ciﬁques (principa-
lement e´lectromagne´tique) [5, 6]. Une description analytique aﬁn de
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de´terminer une solution pre´liminaire qui est ensuite utilise´e dans la
me´thodes des e´le´ments ﬁnis est e´galement adopte´e par certains concep-
teurs [7].
Une autre approche de conception consiste a` utiliser des mode`les analy-
tiques couple´s avec des algorithmes de´terministes ou stochastiques a` la
recherche d’un optimum global sous contraintes [8, 9, 10, 11]. Les grands
avantages des mode`les analytiques sont un temps de calcul re´duit (par
rapport aux e´le´ments ﬁnis) et la possibilite´ d’introduire tout phe´nome`ne
pouvant s’e´crire sous forme d’e´quations analytiques. La conception a`
l’aide de mode`les analytiques et d’algorithmes spe´ciﬁques s’ave`re eˆtre
une me´thode performante ayant un avenir certain dans le domaine des
moteurs e´lectriques.
1.2 Conception et analyse : me´thodologies
distinctes
Le dimensionnement d’un syste`me et son analyse sont deux e´tapes diﬀe´-
rentes mais comple´mentaires. En eﬀet, l’analyse d’une conﬁguration d’un
moteur ayant recours a` des mode`les analytiques est re´alise´e dans des en-
droits connus de l’espace des parame`tres ou` le sens physique des mode`les
est assure´, ainsi que leur de´ﬁnition mathe´matique. Concernant la concep-
tion, et plus pre´cise´ment l’optimisation, le concepteur ne connaˆıt pas
pre´cise´ment, voire pas du tout, l’endroit de l’espace ou` se situe la solu-
tion optimale par rapport a` un cahier des charges spe´ciﬁque.
On peut ainsi de´ﬁnir deux caracte´ristiques intrinse`ques de la formulation
des proble`mes de dimensionnement. La premie`re concerne la validite´
physique du mode`le. C’est une notion importante qui indique l’espace
des parame`tres dans lequel le mode`le analytique est en cohe´rence avec
le dispositif a` dimensionner et que les erreurs dues aux approximations
sont admissibles dans le contexte en question. L’espace des contraintes
doit eˆtre bien entendu contenu dans cet espace que l’on peut appeler
espace de conﬁance (FIG. 1.1).
La seconde caracte´ristique d’un mode`le est sa validite´ mathe´matique, et
correspond a` l’espace des parame`tres ou` le mode`le est mathe´matiquement
de´ﬁni, donc calculable. C’est une notion tre`s importante en conception,
car elle favorise la re´ussite de la phase d’optimisation. En eﬀet, contraire-
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ment a` l’analyse, l’espace hors de la zone ayant un sens physique est sus-
ceptible d’eˆtre visite´ par les algorithmes d’optimisation avant de conver-
ger vers la solution optimale. Suivant la capacite´ des algorithmes a` s’ex-
traire des zones non-de´ﬁnies, celles-ci peuvent conduire a` l’e´chec. Par
exemple, en optimisation diﬀe´rentiable 1, la continuite´ des fonctions, et
de leur premie`re de´rive´e, est recherche´e aﬁn d’e´viter les proble`mes de
convergence.
Finalement, dans un contexte d’analyse, la pre´cision du mode`le est un des
principaux objectifs, tandis qu’en conception, la qualite´ mathe´matique
du mode`le, et principalement sa tendance, sont des facteurs cle´s dans la
re´ussite d’une phase d’optimisation.
1Avec cette me´thode, les algorithmes utilisent les de´rive´es de fonctions pour
converger vers la solution optimale.
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1.3 Structure de la the`se
La the`se est axe´e autour de trois parties principales :
Mode´lisation analytique
Cette partie regroupe les chapitres 2 et 3 qui exposent la mode´lisation
analytique respectivement d’un moteur avec dents statoriques et d’un
moteur sans dents statoriques 1 (voir FIG. 1.2). Les phe´nome`nes magne´-
tiques, thermiques et e´lectriques sont expose´s pour chaque type de mo-
teur en confrontant les mode`les analytiques aux simulations par e´le´ments
ﬁnis (FEM), aﬁn de valider les approximations. Pre´cisons que les parties
re´currentes des deux mode`les analytiques ne sont traite´es que dans le
chapitre 2.
Modèle magnétique
Géométrie
Masses / inerties
Modèle thermique
Circuits équivalents
Modèle électrique
Tension induite de mouvement
Résistance / inductance
Plusieurs modèles:
1. Maxwell
2. Circuits équivalents
3. Equation de Poisson
Moteur avec dents 
statoriques
Plusieurs modèles:
1. Equation de poisson par résolution du   
    potentiel vecteur (p=1)
2. Equation de poisson par résolution du 
    potentiel scalaire (p>1)
Moteur sans dents 
statoriques
Fig. 1.2−Mode`le analytique
Optimisation
Le chapitre 4 expose les caracte´ristiques et proble`mes lie´s a` la phase d’op-
timisation. Elle traite des diﬀe´rents types d’algorithme, des proble`mes de
formulation des mode`les et de la me´thodologie applique´e en conception.
1Dans la litte´rature, on trouve souvent ce moteur sous l’expression « moteur a`
bobinage dans l’entrefer ».
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Validations expe´rimentales
Le chapitre 5 confronte les re´sultats d’optimisation, les simulations d’ana-
lyses analytiques et nume´riques avec les mesures expe´rimentales re´alise´es
sur un prototype optimise´ dans le cadre du projet « Solar Impulse ». Ce
projet consiste a` re´aliser le tour du monde en avion propulse´ uniquement
graˆce a` l’e´nergie solaire.
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2.1 Introduction
Un moteur synchrone a` aimants permanents a` dents statoriques peut se
de´cliner en deux conﬁgurations distinctes : a` rotor interne et a` rotor ex-
terne. La pre´sente e´tude se concentre sur la conﬁguration a` rotor interne,
tout en sachant que la conﬁguration a` rotor externe peut eˆtre de´duite
du mode`le expose´ dans ce manuscrit.
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Ce chapitre pre´sente diﬀe´rentes sections exposant des mode`les essentiels
pour la caracte´risation d’un moteur synchrone a` dents statoriques. A
savoir la de´ﬁnition de la ge´ome´trie et l’approximation des de´veloppantes
du bobinage, le mode`le e´lectrique avec diﬀe´rents types d’alimentation, le
mode`le thermique qui permet d’approximer la tempe´rature moyenne des
bobines et, ainsi, eˆtre en mesure de la contraindre pour l’optimisation,
et de meˆme qu’une partie sommaire pre´sentant la dynamique du moteur
en se basant sur l’e´quation de Newton-Euler. Une mise en e´vidence toute
particulie`re est re´alise´e pour la section de´taillant le mode`le magne´tique
qui expose diﬀe´rentes me´thodes de de´termination de l’induction dans les
e´le´ments du moteur.
2.2 De´ﬁnition de la ge´ome´trie
La ge´ome´trie du moteur synchrone avec dents statoriques est parame´tre´e
selon la ﬁgure 2.1 pour ce qui concerne la conﬁguration a` rotor interne.
Le diame`tre inte´rieur di et le diame`tre exte´rieur de sont contraints a`
partir du diame`tre d’ale´sage da :
di = da − 2 (ecr − ea − δ) (2.1)
de = da + 2 (hds + ecs + eh) (2.2)
avec ecr, ecs, ea et eh de´ﬁnis comme l’e´paisseur respectivement de la
culasse rotorique, de la culasse statorique, de l’aimant et de la carcasse
exte´rieure ; δ correspond a` l’entrefer magne´tique qui, ici, est e´quivalent
a` l’entrefer me´canique δmec. hds exprime la hauteur totale de la dent qui
est utilise´e pour de´terminer la hauteur d’encoche hes :
hes = hds − htds (2.3)
htds est la hauteur de teˆte de dent statorique.
La largeur moyenne d’encoche statorique lmes est donne´e par la relation
suivante :
lmes = (da + 2htds + hes)
[
π
Zn
− arcsin
(
lds
da + 2htds + hes
)]
(2.4)
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Fig. 2.1−Parame`tres ge´ome´triques du moteur synchrone avec dents sta-
toriques a` rotor interne
si lds  (da + 2htds + hes), l’expression 2.4 se simpliﬁe :
lmes =
π (da + 2htds + hes)
Zn
− lds (2.5)
avec lds correspondant a` la largeur d’une dent statorique et Zn exprimant
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le nombre de dents statoriques.
La section d’une encoche statorique Ses et la section totale des encoches
statoriques Sest s’expriment :
Ses = heslmes (2.6)
Sest = ZnSes (2.7)
L’espace entre les teˆtes de dents statoriques etds vaut :
etds = (da + htds)
[
π
Zn
− arcsin
(
lds
(da + htds)
)]
− 2ltds (2.8)
si lds  (da + htds), l’expression (2.8) se simpliﬁe :
etds =
π (da + htds)
Zn
− lds − 2ltds (2.9)
ou` ltds exprime la largeur de l’extension de teˆte de dent statorique (d’un
coˆte´ de la dent).
Aﬁn de calculer le couple du moteur, la surface active Sact est introduite :
Sact = πdali (2.10)
avec li correspondant a` la longueur active du moteur (longueur axiale
des aimants).
Le pas polaire τp pour un nombre de paire de poˆles p, de´termine´ au
niveau du diame`tre d’ale´sage da, est donne´ par la relation suivante :
τp =
πda
2p
(2.11)
Lorsque l’entrefer n’est plus ne´gligeable face au diame`tre d’ale´sage, le
pas polaire est de´termine´ a` partir du diame`tre moyen de l’entrefer :
τp =
π(da − δ)
2p
(2.12)
Au niveau du bobinage, plusieurs parame`tres sont introduits aﬁn de
de´terminer la section active d’un conducteur Sco et le diame`tre actif d’un
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conducteur dco pour une structure avec un bobinage re´alise´ en doubles
couches 1 :
Sco =
SeskCu
2Nsb
(2.13)
dco =
√
4Sco
π
(2.14)
avec le coeﬃcient de remplissage de l’encoche exprime´ par le parame`tre
kCu. En introduisant l’e´paisseur de l’isolant du conducteur eic, le diame`tre
total d’un conducteur donne :
dcot = dco + 2eic (2.15)
Le nombre de spires par phase Nsp est de´termine´ a` partir du nombre de
spires par bobine Nsb :
Nsp =
ZnNsb
m
(2.16)
avec m correspondant au nombre de phases.
La longueur de spire moyenne lmsp est calcule´e en tenant compte, d’une
part, de la partie comprise a` l’inte´rieur de la culasse statorique et, d’autre
part, d’une longueur correspondant aux de´veloppantes de´note´e lmde.
Celle-ci de´pend fortement de la re´alisation pratique du bobinage.
lmsp = 2(lcs + lmde) (2.17)
A partir de lmsp, le volume total des conducteurs (sans isolants) peut
eˆtre de´termine´ :
Vco = SestkCu
lmsp
2
(2.18)
De´coulant de l’expe´rience lie´e a` la re´alisation pratiques de bobinage,
un mode`le analytique caracte´risant les de´veloppantes a pu eˆtre e´labore´.
On peut classer les bobinages selon deux conﬁgurations diﬀe´rencie´es par
leur re´alisation respective : la premie`re concerne des ge´ome´tries a` dents
droites avec une ouverture de bobine d’une seule dent, avec les bobines
1Ce type de bobinage est caracte´rise´ par le fait que chaque encoche est occupe´e
par deux coˆte´s de bobines.
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pouvant eˆtre fabrique´es a` l’exte´rieur du moteur. La seconde concerne des
ge´ome´tries avec teˆtes de dents et/ou posse´dant des ouvertures de bobines
plus grandes qu’une dent statorique, avec le bobinage re´alise´ directement
dans le moteur.
Par choix, soulignons encore que seuls les bobinages a` doubles couches
sont e´tudie´s dans ce document.
2.2.1 Ge´ome´trie a` dents droites
Une structure a` dents droites permet une mise en oeuvre des bobines en
dehors de la culasse statorique. Les parame`tres eb et hb correspondent
respectivement a` l’e´paisseur d’un coˆte´ de la bobine et a` la hauteur de la
bobine (FIGS. 2.2a et 2.2b) . Les bobines fabrique´es sont ensuite inse´re´es
dans les encoches respectives. Cette me´thode n’est, en principe, utilise´e
que pour des bobines concentriques 1. Deux repre´sentations sont uti-
lise´es pour de´terminer la longueur moyenne des de´veloppantes lmde. La
premie`re conside`re que les de´veloppantes forment un arc correspondant
a` la moitie´ d’un cercle (FIG. 2.2c) avec comme longueur moyenne :
lmde = π
(
eb + lds
2
)
(2.19)
et la hauteur des de´veloppantes :
hde =
lds
2
+ eb (2.20)
La seconde repre´sentation, qui est plus optimiste, fait l’hypothe`se qu’une
partie des de´veloppantes est rectiligne et entoure´e de deux quarts de
cercle (FIG. 2.2d). Dans ce cas, la longueur moyenne et la hauteur des
de´veloppantes donnent respectivement :
lmde = eb (π − 1) + lds (2.21)
hde =
3
2
eb (2.22)
Un espace eb/2 est ajoute´ entre les extre´mite´s de la culasse statorique
et les de´veloppantes aﬁn de tenir compte de la re´alisation du bobinage
(FIG. 2.2d).
1Une bobine concentrique est re´alise´e autour d’une seule dent.
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h d
e
(a) Vue radiale
h b
(b) Vue axiale
eb+lds/2
(c) Demi-cercle
3/2eb
1/
2e
b
(d) Quart de cercle avec liaison
droite
Fig. 2.2−Mode´lisation des bobines droites concentriques
Le choix de l’une ou l’autre repre´sentation de´pend, non seulement, de
la ge´ome´trie, mais e´galement des contraintes lie´es a` la fabrication. La
ﬁgure 2.3 montre la comparaison des longueurs de de´veloppantes pour
les deux mode`les expose´s pre´ce´demment. Il est important de souligner
que pour un rapport lds/eb e´leve´ (lds/eb > 5), il est pre´fe´rable d’utiliser
le mode`le de de´veloppantes de´ﬁni par les e´quations 2.21 et 2.22 car il
repre´sente plus ﬁde`lement la re´alite´.
Vu le caracte`re rectangulaire de la section de bobine re´alise´e a` l’exte´rieur
de la culasse statorique (FIG. 2.2b), le coeﬃcient de remplissage de l’en-
coche kCu peut eˆtre exprime´ a` l’aide du coeﬃcient de remplissage de la
bobine kCub :
kCu = kCub
2hbeb
Ses
(2.23)
L’e´paisseur maximale d’un coˆte´ de bobine et la hauteur maximale d’une
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Fig. 2.3−Comparaison des mode`les de la longueur des de´veloppantes
pour un bobinage concentrique (eb = 5mm)
bobine pouvant eˆtre inse´re´e dans une encoche sont de´termine´es par les
e´quations suivantes :
eb,max =
da
2
tan
(
π
Zn
)
cos arcsin
(
lds
da
)
− lds
2
(2.24)
hb,max =
(
da
2
+ hds
)
cos arcsin
(
eb,max + lds/2
da/2 + hds
)
− da
2
cos arcsin
(
lds
da
)
(2.25)
Il est important de souligner que ces valeurs son de´termine´es en partant
de l’hypothe`se que les bobines sont aﬄeure´es au diame`tre d’ale´sage du
coˆte´ de la dent (FIG. 2.2b).
La section d’une dent statorique Sds (sans teˆte de dent) est de´termine´e
en fonction de sa forme curviligne. La section d’une dent statorique re´elle
et son approximation rectangulaire sont compare´es a` la ﬁgure 2.4.
Selon la ﬁgure 2.4, l’erreur de´coulant de l’approximation de la surface Sds
par une section rectangulaire est tre`s faible et n’inﬂuence donc pratique-
ment pas les re´sultats ce qui justiﬁe le calcul de Sds par la simpliﬁcation
suivante :
Sds = heslds (2.26)
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Fig. 2.4−Comparaison de calculs de section d’une dent statorique
droite (da = 200mm, hds = 60mm)
2.2.2 Ge´ome´trie avec teˆtes de dents
Lorsque la structure posse`de des teˆtes de dents et/ou que les bobines
ont une ouverture de plus d’une encoche 1, le bobinage est re´alise´, la
plupart du temps, directement dans les encoches statoriques. Ce proce´de´
inﬂuence passablement le coeﬃcient de remplissage kCu qui est ge´ne´rale-
ment plus faible que lorsque les bobines peuvent eˆtre re´alise´es en dehors
de la structure.
Pour un bobinage concentrique autour des dents posse´dant des teˆtes, les
e´quations 2.19, 2.20, 2.21 et 2.22 peuvent eˆtre reprises aﬁn de de´terminer
lmde et hde en de´ﬁnissant eb,max comme :
eb,max =
lmes
2
(2.27)
1Les bobines se chevauchent entre elles.
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Pre´cisons que, dans ce cas, le parame`tre eb est une longueur curviligne
qui suit la courbure de l’encoche, contrairement a` la ge´ome´trie a` dents
droites ou` les bobines sont droites.
Concernant les bobinages posse´dant une ouverture de bobine sz supe´-
rieure a` une dent statorique, le calcul de la longueur et de la hauteur des
de´veloppantes prend en compte leur chevauchement pour des bobines
successives. Ainsi, la hauteur des de´veloppantes hde peut eˆtre approche´e
par la relation suivante :
hde =
(
sz +
1
2
)
eb (2.28)
La longueur moyenne des de´veloppantes s’exprime :
lmde = sz [lds + lmes + eb (π − 2)]− lmes + eb (2.29)
Il est important de pre´ciser que les mode`les de de´veloppantes pre´ce´dem-
ment expose´s sont base´s sur une approche the´orique. Selon les contraintes
lie´es a` la fabrication, diﬃcilement mode´lisables, la forme et la longueur
des de´veloppantes peuvent s’e´loigner sensiblement de la the´orie. Cepen-
dant, dans une phase de conception, les valeurs relatives s’ave`rent aussi
importantes, voire plus importantes que les valeurs absolues, ce qui jus-
tiﬁe l’emploi de tels mode`les.
2.3 Masses et inerties
La masse totale de la partie active du moteur est compose´e des masses
de plusieurs e´le´ments :
• Masse des aimants
ma = ρa2plaeali (2.30)
avec la correspondant a` la largeur d’aimant. Pour un aimant tuile, la est
mesure´ au niveau de son diame`tre moyen.
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• Masse des conducteurs
mco = ρcoVco (2.31)
• Masse de la culasse rotorique
mcr = ρcrπ (di + ecr) ecrlcr (2.32)
• Masse des teˆtes de dents statoriques
mtds = ρcskf
[
π (da + htds)− Znetds
]
htdslcs (2.33)
• Masse des dents statoriques
mds = ρcskfZnSdslcs +mtds (2.34)
• Masse de la culasse statorique
mcs = ρcskfπ (da + 2hds + ecs) ecslcs (2.35)
• Masse de la carcasse exte´rieure
mh = ρhπ (de − eh) ehlh (2.36)
ρa, ρco, ρcr, ρcs et ρh repre´sentent la masse volumique respectivement des
aimants, des conducteurs, de la culasse rotorique, de la culasse statorique
et de la carcasse exte´rieure. kf exprime le rapport du volume total de la
culasse statorique par rapport au volume re´el de fer dans une structure
feuillete´e et est plus commune´ment appele´ coeﬃcient de foisonnement.
Les inerties des parties tournantes, exprime´es par rapport a` la direction
axiale du moteur, s’e´crivent :
• Inertie des aimants
Iz,a =
ma
8
[
(di + 2ecr)
2 + (di + 2ecr + 2ea)
2
]
(2.37)
• Inertie de la culasse rotorique
Iz,cr =
mcr
8
[
d2i + (di + 2ecr)
2
]
(2.38)
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2.4 Mode`les magne´tiques
2.4.1 Introduction
Le but de cette section est d’introduire le mode`le magne´tique lie´ aux
aimants permanents. Pour ceci, plusieurs mode`les sont pre´sente´s. Le
premier mode`le se base sur la circulation du champ magne´tique cre´e´
par un aimant permanent. Le second mode`le se base sur la the´orie
des re´seaux de Kirchhoﬀ au niveau magne´tique. Le troisie`me mode`le
est de´rive´ d’un mode`le pre´sente´ dans le chapitre 3 qui se base sur la
re´solution de l’e´quation de Poisson.
2.4.2 Equations de Maxwell
Les e´quations de Maxwell [12, 13], utilise´es pour lier les diﬀe´rentes gran-
deurs e´lectriques et magne´tiques, s’e´crivent sous forme diﬀe´rentielle :
rot H = J +
∂ D
∂t
(loi d’Ampe`re) (2.39)
rotE = −∂
B
∂t
(loi de Faraday) (2.40)
div B = 0 (loi de conservation du ﬂux) (2.41)
div D = ρ (loi de Gauss) (2.42)
(2.39) devient dans un syste`me quasi-statique :
rot H = J (2.43)
ou` E, D, H, B, J correspondent respectivement au champ e´lectrique, a`
l’induction e´lectrique, au champ magne´tique, a` l’induction magne´tique
et a` la densite´ de courant. ρ repre´sente la densite´ de charge e´lectrique.
Dans l’e´tude du moteur synchrone a` aimants permanents, l’e´quation
(2.42) n’est pas utilise´e.
Les lois pre´ce´dentes font abstraction des mate´riaux qui les composent.
Ainsi, des relations supple´mentaires [14, chap. 6, chap. 14], appele´es rela-
tions constitutives (2.44) et (2.45), sont introduites, aﬁn de tenir compte
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des caracte´ristiques e´lectriques et magne´tiques des diﬀe´rents mate´riaux.
Ces caracte´ristiques sont ge´ne´ralement donne´es sous forme graphique
par les fabricants :
B = μ0( H + M) (2.44)
J = σ E (2.45)
avec μ0 et σ correspondant pour l’un a` la perme´abilite´ du vide et pour
l’autre a` la conductivite´ e´lectrique.
Le vecteur aimantation M peut eˆtre se´pare´ en deux composantes dis-
tinctes (2.46) :
M = Mr + Mi (2.46)
ou` Mr repre´sente l’aimantation rigide, inde´pendante du champ magne´-
tique et Mi est l’aimantation induite, fonction du champ magne´tique.
2.4.3 Mate´riaux magne´tiques
Dans le cas d’un mate´riau magne´tique doux, et en ne´gligeant l’eﬀet
d’hyste´re´sis [15, chap. 3], le vecteur aimantation ne comporte que la
composante induite qui s’exprime :
Mi = χr( H) H (2.47)
χr( H) est de´ﬁni comme la susceptibilite´ magne´tique relative qui permet
de tenir compte de la saturation magne´tique des mate´riaux.
La perme´abilite´ magne´tique relative μr peut eˆtre de´ﬁnie comme suit :
μr = 1 + χr (2.48)
L’e´quation (2.44) devient :
B = μrμ0 H (2.49)
2.4.4 Caracte´ristiques magne´tiques d’un aimant
Les aimants permanents sont constitue´s d’un mate´riau ferromagne´tique
posse´dant un large cycle d’hyste´re´sis. Pour un aimant permanent, le vec-
teur aimantation comporte une composante induite et une composante
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rigide. Le domaine d’utilisation d’un aimant permanent se trouve dans
le quadrant II de la caracte´ristique B-H (FIG. 2.5). Nous conside´rerons
les grandeurs vectorielles uniquement dans la direction de magne´tisation
de l’aimant. Ainsi, nous pouvons utiliser des grandeurs scalaires.
B
H
Br
HcH0
B0
Ha
Ba
(1)
(2)
(3)
Fig. 2.5−Caracte´ristique magne´tique d’un aimant permanent
La courbe de de´sexcitation (1) est caracte´rise´e par ses deux valeurs li-
mites que sont l’induction re´manente Br et le champ coercitif Hc. La
droite de retour (2) est caracte´rise´e par les intersections entre l’abscisse
et l’ordonne´e qui sont respectivement (H0, 0) et (0, B0). Ainsi, la droite
de retour peut s’e´crire :
B = μdH + μ0Mr = μdH +B0 (2.50)
avec la perme´abilite´ diﬀe´rentielle μd qui s’exprime :
μd = μdrμ0 =
B0
H0
(2.51)
L’intersection entre la droite de charge (3) et la droite de retour de´ﬁnit
le point de fonctionnement (Ha, Ba).
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2.4.5 Equations de Maxwell : forme inte´grale
L’application du the´ore`me de Stokes aux e´quations (2.40) et (2.43) per-
met d’exprimer ces relations sous une forme inte´grale :∮
C
H · dl =
∫
S
J · dS (2.52)
∮
C
E · dl =
∫
S
−∂
B
∂t
· dS (2.53)
L’e´quation (2.41) devient en appliquant le the´ore`me de la divergence :∮
S
B · dS = 0 (2.54)
A partir de l’e´quation (2.52), il est possible de de´ﬁnir le potentiel magne´-
tique scalaire Θ :
Θ12 =
∫ 2
1
H · dl (2.55)
Le ﬂux magne´tique Φ peut eˆtre de´termine´ en se re´fe´rant a` l’e´quation
(2.54) :
Φ =
∫
S
B · dS (2.56)
et le ﬂux magne´tique totalise´ Ψ, capte´ par une bobine forme´e d’un
nombre de spires concentriques N , s’e´crit :
Ψ = NΦ (2.57)
2.4.6 De´termination de l’induction par la me´thode
dite de « Maxwell »
Cette partie a pour but de pre´senter une me´thode de calcul des grandeurs
magne´tiques (induction et champ magne´tique) dans les diﬀe´rentes par-
ties du moteur, de´rive´e de la forme inte´grale des e´quations de Maxwell.
Cette me´thode se fonde sur les hypothe`ses suivantes :
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i) les eﬀets d’extre´mite´s sont ne´glige´s. La de´termination des grandeurs
magne´tiques peut eˆtre re´duite a` un syste`me plan ;
ii) le ﬂux magne´tique se referme dans la culasse statorique et la cu-
lasse rotorique. La carcasse exte´rieure ne participe pas au circuit
magne´tique. Dans le cas ou` la culasse rotorique est creuse, alors
l’arbre du moteur n’inﬂuence pas le comportement magne´tique ;
iii) les grandeurs magne´tiques dans la structure sont de´termine´es exclu-
sivement par les aimants permanents ;
iv) seules les composantes fondamentales de l’induction magne´tique, du
champ magne´tique et du ﬂux magne´tique sont conside´re´es. L’induc-
tion est conside´re´e comme sinuso¨ıdale dans l’entrefer ;
v) le facteur de Carter est introduit pour tenir compte des dents sta-
toriques au niveau de la loi d’Ampe`re ;
vi) le ﬂux magne´tique passant dans un aimant se referme dans les deux
poˆles magne´tiques les plus proches.
Fig. 2.6−Circulation du champ magne´tique
Ce mode`le prend en compte les grandeurs magne´tiques macroscopiques
comme le ﬂux magne´tique et le potentiel magne´tique scalaire. Le champ
magne´tique et l’induction sont des grandeurs spatiales moyennes cal-
cule´es dans les diﬀe´rents e´le´ments du moteur. Ainsi, ce mode`le ne tient
pas compte des variations locales d’induction et de champ magne´tique.
La circulation du champ magne´tique emprunte un parcours moyen dans
la structure du moteur entre deux poˆles magne´tiques (FIG. 2.6).
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2.4.6.1 Circulation du champ magne´tique
La loi d’Ampe`re (2.52) est utilise´e pour de´terminer la circulation du
champ magne´tique. Par l’hypothe`se iii), l’e´quation (2.52) devient :∮
C
H · dl = 0 (2.58)
en utilisant les parame`tres ge´ome´triques de´ﬁnis pre´ce´demment, la circu-
lation du champ magne´tique s’e´crit :
2Haea +
2Bδrkcδ
μ0
+2hdsHds +
π (da + 2hds + ecs)Hcs
2p
+
π (di + ecr)Hcr
2p
= 0
(2.59)
avec Ha, Hds, Hcs, Hcr correspondant respectivement au champ magne´-
tique dans les aimants, dans les dents statoriques, dans la culasse stato-
rique et dans la culasse rotorique.
En conside´rant l’entrefer et l’e´paisseur des aimants comme suﬃsamment
faible par rapport aux autres grandeurs ge´ome´triques, notamment le
diame`tre d’ale´sage da, l’induction Ba dans l’aimant peut s’e´crire :
Ba = Bδr (2.60)
et le champ magne´tique Ha s’exprime :
Ha =
Bδr −B0
μd
(2.61)
et ainsi, a` partir de l’e´quation (2.59), l’induction radiale maximale dans
l’entrefer Bδr s’e´crit :
Bδr,max =
eaB0
μd
− hdsHds − π(da+2hds+ecs)Hcs4p − π(di+ecr)Hcr4p
ea/μd + kcδ/μ0
(2.62)
Lorsque ea et δ ne sont plus ne´gligeables face au diame`tre d’ale´sage da,
l’induction magne´tique dans les aimants s’e´crit :
Ba = Bδr
da − δ
di + 2ecr + ea
(2.63)
et l’e´quation (2.62) devient :
Bδr,max =
eaB0
μd
− hdsHds − π(da+2hds+ecs)Hcs4p − π(di+ecr)Hcr4p
da−δ
di+2ecr+ea
ea/μd + kcδ/μ0
(2.64)
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2.4.6.2 Coeﬃcient de Carter
Le coeﬃcient de Carter kc [16] transforme une structure a` encoches en
une structure lisse par conservation de l’induction moyenne dans l’entre-
fer. Les transformations conformes [17] sont applique´es en tenant compte
des hypothe`ses suivantes :
– perme´abilite´ des parties ferromagne´tiques inﬁnie (μ→∞) ;
– encoches statoriques inﬁniment profondes.
Selon [18], le coeﬃcient de Carter s’exprime :
kc =
πda/Zn
πda/Zn − γ(δ + ea) (2.65)
avec
γ =
4
π
⎡
⎣ etds
2(δ + ea)
arctan
(
etds
2(δ + ea)
)
− log
√
1 +
(
etds
2(δ + ea)
)2⎤⎦
(2.66)
si etds(δ+ea) > 1, alors l’approximation suivante peut eˆtre utilise´e :
γ =
[
etds/ (δ + ea)
]2
5 + etds/ (δ + ea)
(2.67)
Il est inte´ressant de remarquer que l’entrefer total avec Carter prend en
compte l’entrefer re´el et l’e´paisseur des aimants, conside´re´s comme de
l’air. La ﬁgure 2.7 montre l’inﬂuence de l’entrefer et de l’espace entre
les teˆtes de dents sur le facteur de Carter kc pour un diame`tre d’ale´sage
de 300mm, 27 dents statoriques et une largeur de dents de 18 mm.
Lorsque le rapport entre δ + ea et l’espace entre les teˆtes de dents est
relativement petit (plus petit que 0.1), l’eﬀet d’encoches est tre`s marque´
et l’entrefer e´quivalent peut passer du simple au double. Inversement,
lorsque ce rapport est grand, le champ magne´tique dans l’entrefer n’est
que tre`s peu inﬂuence´ par les encoches ce qui fait tendre kc vers 1.
2.4.6.3 Conservation du ﬂux magne´tique
La loi de conservation du ﬂux magne´tique, sous forme inte´grale (2.54),
permet de de´terminer les inductions magne´tiques dans les culasses fer-
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Fig. 2.7−Facteur de Carter kc (da = 300mm, Zn = 27)
romagne´tiques. L’induction maximale dans une dent statorique s’e´crit :
Bds,max =
πda
Zn
Bδr,max
kf lds
(2.68)
Avec l’e´quation (2.68), on part de l’hypothe`se que le ﬂux magne´tique
maximal passant dans une dent statorique correspond au ﬂux total pas-
sant dans l’entrefer sur un pas dentaire.
La conservation du ﬂux entre l’entrefer et la culasse statorique permet
de de´terminer l’induction maximale dans la culasse statorique :
Bcs,max =
2
π
Bδr,max
τp
2ecskf
=
da
2p
Bδr,max
kfecs
(2.69)
Du fait de son caracte`re sinuso¨ıdal, la valeur moyenne de l’induction
radiale dans l’entrefer sur une demi-pe´riode vaut 2πBδr,max. On fait l’hy-
pothe`se que le ﬂux maximal traversant la culasse statorique correspond
a` la moitie´ du ﬂux ge´ne´re´ par un poˆle magne´tique.
2.4. Mode`les magne´tiques 27
L’induction maximale dans la culasse rotorique est calcule´e a` partir de
l’induction maximale dans la culasse statorique en conside´rant que les
deux culasses sont traverse´es par le meˆme ﬂux (pas de ﬂux de fuite) :
Bcr,max =
ecs
ecr
kfBcs,max (2.70)
Dans le mode`le pre´sente´, on tient compte d’une culasse rotorique non-
feuillete´e.
2.4.6.4 Mode´lisation de la courbe B −H
Aﬁn que le syste`me soit de´termine´, il faut ajouter encore les relations
constitutives de la culasse statorique, de la culasse rotorique et des dents
statoriques. Pour ceci, plusieurs mode`les ont e´te´ pris en conside´ration.
Le premier ne prend pas en conside´ration la saturation magne´tique des
mate´riaux et la perme´abilite´ relative est constante (2.49). Le second
prend en compte la saturation a` l’aide d’une fonction continue base´e sur
une formulation en arctan [19] :
B = μ0H +
2Bs
π
arctan
(
π (μri − 1)μ0H
2Bs
)
(2.71)
Bs et μri correspondent respectivement a` l’induction a` saturation et a`
la perme´abilite´ relative initiale.
Une troisie`me formulation permet de re´gler plus ﬁnement la courbe en
ajustant la forme du coude de saturation a` l’aide du parame`tre as [19] :
B = μ0H +Bs
Hs + 1−
√
(Hs + 1)
2 − 4Hs (1− as)
2(1− as) (2.72)
avec :
Hs = μ0H
μri − 1
Bs
(2.73)
Ce mode`le ne prend pas en compte le coude au niveau des champs faibles
(zone de Rayleigh). Un mode`le plus complexe de courbe B-H est pre´sente´
a` l’annexe A. Il permet de re´gler le coude de saturation et de de´ﬁnir une
zone de Rayleigh.
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La ﬁgure 2.8 repre´sente la courbe B−H donne´e par le fabricant ainsi que
les courbes des diﬀe´rentes me´thodes d’approximation pour le mate´riau
M270-35A (Cogent)(FIG. 2.8), compose´ d’un alliage de fer et de silicium
(FeSi).
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M270-35A / épaisseur : 0.35mm FeSi (Stanzwerk) 
1) Courbe approximée en arctg
2) Courbe approximée avec réglage de la forme du coude
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Fig. 2.8−Courbes B-H . Mate´riau FeSi : M270-35A (Cogent)
A premie`re vue, on peut remarquer que les courbes d’approximation
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sont relativement proches les unes des autres. Cependant, vu le com-
portement de la courbe expe´rimentale, il est diﬃcile de de´terminer une
courbe analytique approximant parfaitement la courbe dans toute sa
zone de de´ﬁnition. Les courbes d’approximation (2.71) et (2.72) per-
mettent d’e´tablir un mode`le analytique de la courbe de saturation pas-
sablement bon dans toute la zone de de´ﬁnition, excepte´ dans la zone
proche de ze´ro. La courbe de´ﬁnie par trois fonctions (pre´sente´e a` l’an-
nexe A) permet de re´gler le coude de de´part dans la zone de Rayleigh
[20].
2.4.6.5 Validations et ame´liorations
Aﬁn de valider et d’ame´liorer le mode`le pre´sente´, on recourt aux si-
mulations par e´le´ments ﬁnis. Plusieurs conﬁgurations de moteurs sont
utilise´es aﬁn d’e´largir le spectre de l’analyse. Les diﬀe´rentes conﬁgura-
tions choisies pre´sentent une diversite´ au niveau du nombre d’encoches
par poˆle et par phase q. Les concepts retenus sont re´pertorie´s dans le
tableau 2.1. Ajoutons encore que, pour chaque conﬁguration, les types
d’aimantation paralle`le et radiale sont analyse´s.
Le tableau 2.2 pre´sente les re´sultats de simulations aux e´le´ments ﬁnis et
du mode`le analytique pre´ce´demment expose´. L’ensemble des grandeurs
correspondent aux valeurs maximales par rapport a` la position du ro-
tor. La modulation d’amplitude introduite par les encoches statoriques
inﬂuence le comportement de l’induction dans l’entrefer (FIG. 2.9). Aﬁn
d’eˆtre en mesure de comparer les re´sultats, la moyenne de l’induction
dans l’entrefer, due a` la modulation d’amplitude des encoches, est cal-
cule´e pour les simulations FEM. Le calcul est eﬀectue´ au centre d’un
poˆle magne´tique aver le rotor en rotation sur un pas dentaire.
Induction dans l’entrefer
Dans ce premier mode`le analytique, on conside`re que l’induction radiale
dans l’entrefer est purement sinuso¨ıdale. Ainsi la valeur maximale et
l’amplitude de la valeur fondamentale du signal sont confondues :
1Bˆδr = Bδr,max (2.74)
Cependant, comme on peut le voir sur les ﬁgures 2.10a et 2.10b, l’induc-
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Tab. 2.1−Conﬁgurations de moteurs pour la validation des mode`les
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
Zn 18 18 18 18 24 36 48
2p 24 16 12 6 4 4 4
q 0.25 0.375 0.5 1 2 3 4
di [mm] 67 61 51
ecs [mm] 12 15 20
ecr [mm] 12 15 20
hds [mm] 12 10 8 6
lds [mm] 10 8 5 4
da [mm] 100
li [mm] 100
ea [mm] 3
δ [mm] 1.5
ltds [mm] 0
kf [-] 1
la largeur maximale (les aimants sont jointifs)
Aimants Vacodym 655HR (B0 = 1.28T, μdr = 1.029)
Aimantation paralle`le et radiale
Toˆles M270-35A (culasse statorique et rotorique)
tion radiale dans l’entrefer se rapproche d’une forme trape´zo¨ıdale qui
distingue la valeur maximale du premier harmonique. L’induction dans
l’entrefer, de´termine´e par le mode`le, est une valeur maximale et non la
valeur creˆte du fondamental.
En partant de l’hypothe`se d’une forme carre´e de l’induction radiale dans
l’entrefer, le premier harmonique s’e´crit :
1Bˆδr =
4
π
Bδr,max (2.75)
Une mode´lisation de l’induction dans l’entrefer peut eˆtre re´alise´e par
une repre´sentation trape´zo¨ıdale. Deux formes distinctes ont e´te´ prises
en compte et repre´sente´es a` la ﬁgure 2.11. La premie`re posse`de une
valeur maximale sur la moitie´ d’une pe´riode magne´tique, dont le premier
2.4. Mode`les magne´tiques 31
0
0.1
0.2
0.3
0.4
0.5
0.6
0.7
0.8
0.9
1.0
0 5 10 15 20
Position angulaire rotor [°]
B δ
r,m
ax
 [T
]
18 encoches, 24 pôles
48 encoches, 4 pôles
lmes
Fig. 2.9− Induction radiale dans l’entrefer : Modulation d’amplitude
due aux encoches statoriques avec le point de calcul tournant
avec le rotor (de´termine´e au centre d’un poˆle magne´tique)
pour une aimantation paralle`le
harmonique s’e´crit :
1Bˆδr =
8
√
2
π2
Bδr,max (2.76)
La valeur maximale de la seconde forme s’e´tend sur trois quarts de la
pe´riode magne´tique dont le premier harmonique est :
1Bˆδr =
32
π2
sin(
π
8
)Bδr,max (2.77)
L’e´quation (2.62) est modiﬁe´e en appliquant le facteur de Carter sur
l’entrefer δ et l’e´paisseur des aimants ea. Elle est remplace´e par l’e´quation
suivante :
Bδr,max =
eaB0
μd
− hdsHds − π(da+2hds+ecs)Hcs4p − π(di+ecr)Hcr4p
kc(ea/μd + δ/μ0)
(2.78)
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Tab. 2.2− Inductions magne´tiques [T] - comparaison entre simulations
analytiques et simulations FEM
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
a
im
a
n
ta
ti
o
n
p
a
ra
ll
e`l
e Bδr,max
(moyenne)
0.75 0.77 0.78 0.76 0.8 0.8 0.82
1Bˆδr
fondamentale
(moyenne)a
0.88 0.93 0.92 0.94 0.95 0.96 0.99
Bds,max 0.65 1.11 1.29 1.27 1.25 1.36 1.31
Bcs,max 0.31 0.47 0.61 1.15 1.32 1.34 1.37
Bcr,max 0.36 0.53 0.73 1.15 1.23 1.25 1.28
a
im
a
n
ta
ti
o
n
ra
d
ia
le
Bδr,max
(moyenne)
0.73 0.74 0.75 0.75 0.77 0.78 0.79
1Bˆδr
fondamentale
(moyenne)a
0.87 0.91 0.9 0.94 0.98 0.98 1
Bds,max 0.64 1.06 1.26 1.25 1.22 1.32 1.26
Bcs,max 0.3 0.46 0.59 1.16 1.4 1.42 1.43
Bcr,max 0.38 0.58 0.8 1.33 1.51 1.52 1.53
A
n
a
ly
ti
q
u
e 1Bˆδr 0.81 0.81 0.81 0.81 0.82 0.82 0.83
Bds,max 1.42 1.42 1.42 1.41 1.34 1.44 1.36
Bcs,max 0.28 0.42 0.56 0.9 1.03 1.03 1.04
Bcr,max 0.28 0.42 0.56 0.9 1.03 1.03 1.04
aLa moyenne est calcule´e sur un pas dentaire afin de tenir compte de la modulation
d’amplitude due aux encoches.
Le tableau 2.3 expose les re´sultats des diﬀe´rents mode`les analytiques
pour 1Bˆδr. Exception faite du premier mode`le qui conside`re l’induc-
tion dans l’entrefer comme sinuso¨ıdale, les mode`les faisant re´fe´rence aux
e´quations (2.75) et (2.76) donne des re´sultats dont les erreurs relatives
par rapport aux simulations par e´le´ments ﬁnis sont infe´rieures a` 10%.
On remarque e´galement que la forme carre´e est mieux adapte´e pour des
structures avec un nombre d’encoches par poˆle et par phase q grand,
contrairement a` la forme trape´zo¨ıdale qui satisfait mieux les structures
avec un q faible. Dans les structures e´tudie´es, la forme trape´zo¨ıdale de
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Fig. 2.10− Induction radiale dans l’entrefer Bδr en fonction de la posi-
tion angulaire du rotor (sous une dent statorique) pour une
aimantation paralle`le
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Fig. 2.11−Approximation trape´zoidale de Bδr
l’induction dans l’entrefer, dont la valeur maximale s’e´tend sur trois
quarts de pe´riode, semble donner la meilleure approximation.
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Tab. 2.3− Induction radiale dans l’entrefer [T]
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
1Bˆδr (moyenne)a
aimantation paralle`le
0.88 0.93 0.92 0.94 0.95 0.96 0.99
1Bˆδr (moyenne)a
aimantation radiale
0.87 0.91 0.9 0.94 0.98 0.98 1
A
n
a
ly
ti
q
u
e
1Bˆδr = Bδr,max
(forme sinuso¨ıdale)
0.81 0.81 0.81 0.81 0.82 0.82 0.83
erreur aimant. paralle`le 8% 12.9% 12% 13.8% 13.7% 14.6% 16.2%
erreur aimant. radiale 6.9% 11% 10% 13.8% 16.3% 16.3% 17%
1Bˆδr =
4
π
Bδr,max
(forme carre´e)
0.96 0.96 0.96 0.96 1 1.01 1.03
erreur aimant. paralle`le 9.1% 3.2% 4.3% 2.1% 5.3% 5.2% 4%
erreur aimant. radiale 10.3% 5.5% 6.7% 2.1% 2% 3.1% 3%
1Bˆδr =
8
√
2
π2
Bδr,max
(forme trape´zo¨ıdale)
0.87 0.87 0.87 0.87 0.9 0.91 0.93
erreur aimant. paralle`le 1.1% 6.5% 5.4% 7.4% 5.3% 5.2% 6.1%
erreur aimant. radiale 0% 4.4% 3.3% 7.4% 8.2% 7.1% 7%
1Bˆδr =
32
π2
sin(π
8
)Bδr,max
(forme trape´zo¨ıdale)
0.94 0.94 0.94 0.94 0.97 0.98 1
erreur aimant. paralle`le 6.8% 1.1% 2.2% 0% 2.1% 2.1% 1%
erreur aimant. radiale 8% 3.3% 4.4% 0% 1% 0% 0%
aLa moyenne est calcule´e sur un pas dentaire afin de tenir compte de la modulation
d’amplitude due aux encoches.
Induction dans la culasse statorique
L’induction maximale dans la culasse statorique, calcule´e avec (2.69),
est sous-estime´e. Une meilleure approximation, principalement pour des
structures a` q e´leve´, est obtenue avec l’e´quation (2.79) dans laquelle on
introduit 1Bˆδr pour les formes d’induction carre´e et trape´zo¨ıdale avec
la valeur maximale e´tendue sur trois quarts de la pe´riode magne´tique
(TAB. 2.4). Ainsi, l’e´quation (2.69) devient :
Bcs,max =
da
2p
1Bˆδr
kfecs
(2.79)
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Pour des structures ayant un nombre d’encoches par poˆle et par phase
plus grand que l’unite´, l’induction maximale, calcule´e a` partir de l’e´qua-
tion (2.79), donne une valeur faible par rapport aux simulations nume´ri-
ques. L’e´quation (2.80), qui de´termine Bcs,max en inte´grant le ﬂux dans
l’entrefer selon un proﬁl trape´zo¨ıdal dont la valeur maximale s’e´tend sur
trois quarts de poˆle magne´tique, permet de mieux approcher les calculs
aux e´le´ments ﬁnis pour q > 1. Cette approche de´coule de l’expe´rience et
de l’analyse des re´sultats de simulations aux e´le´ments ﬁnis.
Bcs,max =
7πdaBδr,max
32pkfecs
(2.80)
Tab. 2.4− Induction maximale dans la culasse statorique [T]
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
Bcs,max
aimantation paralle`le
0.31 0.47 0.61 1.15 1.32 1.34 1.37
Bcs,max
aimantation radiale
0.3 0.46 0.59 1.16 1.4 1.42 1.43
A
n
a
ly
ti
q
u
e
Bcs,max selon eq. (2.69) 0.28 0.42 0.56 0.9 1.03 1.03 1.04
erreur aimant. paralle`le 9.7% 10.6% 8.2% 21.7% 22% 23.1% 24.1%
erreur aimant. radiale 6.7% 8.7% 5.1% 22.4% 26.4% 27.5% 27.3%
Bcs,max selon eq. (2.79)
(forme Bδr carre´e)
0.33 0.5 0.66 1.07 1.24 1.26 1.29
erreur aimant. paralle`le 6.5% 6.4% 8.2% 7% 6.1% 6% 5.8%
erreur aimant. radiale 10% 8.7% 11.9% 7.8% 11.4% 11.3% 9.8%
Bcs,max selon eq. (2.79)
(forme Bδr trape´zoidale avec
valeur maximale sur 3/4 de
pe´riode)
0.32 0.49 0.65 1.04 1.21 1.23 1.25
erreur aimant. paralle`le 3.2% 4.3% 6.6% 9.6% 8.3% 8.2% 8.8%
erreur aimant. radiale 6.7% 6.5% 10.2% 10.3% 13.6% 13.4% 12.6%
Bcs,max selon eq. (2.80) 0.36 0.54 0.72 1.15 1.34 1.35 1.38
erreur aimant. paralle`le 16.1% 14.9% 18% 0% 1.5% 0.7% 0.7%
erreur aimant. radiale 20% 17.4% 22% 0.9% 4.3% 4.9% 3.5%
Les erreurs entre les mode`les analytiques (prenant en compte l’inte´gration
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du premier harmonique) et les simulations FEM proviennent principa-
lement de l’approximation de l’induction dans l’entrefer sur un poˆle
magne´tique par son premier harmonique (FIG. 2.12). Le ﬂux magne´tique
passant dans l’entrefer, qui va circuler en partie dans la culasse stato-
rique, est calcule´ pour les courbes de la ﬁgure 2.12. Le calcul donne les
ﬂux magne´tiques suivants :
– FEM - aimantation paralle`le : 5.48 · 10−3 Weber
– FEM - aimantation radiale : 5.85 · 10−3 Weber
– Analytique (selon (2.79)) : 5.1 · 10−3 Weber
– Analytique (selon (2.80)) : 5.52 · 10−3 Weber
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Fig. 2.12− Induction radiale dans l’entrefer sur un poˆle magne´tique avec
le rotor ﬁxe (conﬁguration g©)
On peut conside´rer le calcul de l’induction maximale dans la culasse
statorique par l’e´quation (2.80) comme ade´quat pour des conﬁgurations
avec q ≥ 1. Pour q < 1, la de´termination de Bcs,max par (2.79) est plus
approprie´e.
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Induction dans la culasse rotorique
Concernant l’induction maximale dans la culasse rotorique, le mode`le
analytique fait l’hypothe`se que tout le ﬂux passant dans la culasse stato-
rique se retrouve dans la culasse rotorique. Les re´sultats FEM montrent
une induction maximale plus e´leve´e dans la culasse rotorique que dans
la culasse statorique pour une aimantation radiale. Ceci vient des ﬂux de
fuite qui traversent la culasse rotorique et qui se referment dans l’entrefer
entre deux aimants sans passer a` travers le stator. Pour l’aimantation
paralle`le, une partie du ﬂux magne´tique se referme dans les aimants sans
passer dans la culasse rotorique et cela principalement pour des struc-
tures a` faible nombre de poˆles en raison de la direction d’aimantation
aux bords des aimants (FIG. 2.13).
Fig. 2.13−Lignes d’e´quiﬂux magne´tiques pour une aimantation pa-
ralle`le avec passage du ﬂux entre deux aimants (conﬁgura-
tion g©)
Un mode`le tenant compte des ﬂux de fuite entre les aimants dans l’en-
trefer est pre´sente´. Il prend en conside´ration l’hypothe`se de lignes de
ﬂux circulant en arc de cercle d’un aimant au suivant, selon un parcours
moyen correspondant a` un demi-cercle de rayon r/2 (FIG. 2.14).
Ainsi, l’e´quation 2.70 devient en tenant compte des ﬂux de fuite :
Bcr,max =
ecskfBcs,max +Φf/li
ecr
(2.81)
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r
Fig. 2.14−Flux de fuite entre aimants dans l’entrefer
avec Φf correspondant au ﬂux de fuite et qui s’exprime :
Φf =
4liear
4ea + πμdrr
B0 (2.82)
avec le rayon r du demi-cercle limitant les ﬂux de fuite a` la moitie´ de la
largeur d’une encoche statorique :
r =
lmes
4
da − 2δ
da + 2htds + hes
(2.83)
Le tableau 2.5 illustre les re´sultats de simulations FEM et analytiques.
Concernant la partie analytique, si les ﬂux de fuite ne sont pas pris en
compte (2.70), l’induction dans la culasse rotorique est sous-estime´e. En
introduisant les ﬂux de fuite (2.81), on remarque qu’il y a correlation
entre simulations nume´riques et analytiques pour des structures avec
q ≤ 1. Pour des structures avec q > 1, la prise en conside´ration des ﬂux
de fuite est sans inﬂuence notable.
Induction dans les dents statoriques
Le premier mode`le de la conservation du ﬂux magne´tique entre l’en-
trefer et les dents statoriques est tre`s pessimiste. En eﬀet, on part de
l’hypothe`se que l’induction est constante et maximale sur un pas den-
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Tab. 2.5− Induction maximale dans la culasse rotorique [T]
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
Bcr,max
aimantation paralle`le
0.54 0.66 0.83 1.2 1.27 1.28 1.31
Bcr,max
aimantation radiale
0.52 0.7 0.9 1.34 1.52 1.53 1.54
A
n
a
ly
ti
q
u
e
Bcr,max selon eq. (2.70) 0.32 0.49 0.65 1.04 1.21 1.23 1.25
erreur aimant. paralle`le 40.7% 25.8% 21.7% 13.3% 4.7% 3.9% 4.6%
erreur aimant. radiale 38.5% 30% 27.8% 22.4% 20.4% 19.6% 18.8%
Bcr,max selon eq. (2.81)
(forme Bδr trape´zoidale avec
valeur maximale sur 3/4 de
pe´riode), avec Bcs,max selon
eq. (2.79)
0.47 0.63 0.79 1.15 1.28 1.28 1.29
erreur aimant. paralle`le 13% 4.5% 4.8% 4.2% 0.8% 0% 1.5%
erreur aimant. radiale 9.6% 10% 12.2% 14.2% 15.8% 16.3% 16.2%
Bcr,max selon eq. (2.81),
avec Bcs,max selon eq. (2.80)
0.5 0.68 0.86 1.26 1.4 1.4 1.42
erreur aimant. paralle`le 7.4% 3% 3.6% 5% 10.2% 9.4% 8.4%
erreur aimant. radiale 3.8% 2.9% 4.4% 6% 7.9% 8.5% 7.8%
taire autour de la dent lorsque l’aimant est centre´ sous celle-ci. Vu l’ef-
fet de modulation d’amplitude due aux encoches statoriques (FIG. 2.9),
l’hypothe`se pre´ce´dente devient obsole`te. Une ame´lioration peut eˆtre ap-
porte´e en admettant une distribution sinuso¨ıdale de l’induction dans
l’entrefer le long d’un poˆle magne´tique (FIG. 2.15). L’inte´gration de l’in-
duction dans l’entrefer est re´alise´e par l’ajout d’une condition sur la
largeur d’aimant la. Ainsi, l’e´quation (2.68) devient :
Bds,max =
⎧⎨
⎩
Bˆds la ≤ π(di+2ecr+ea)Zn
Bˆds sin
(
π2(di+2ecr+ea)
2Znla
)
la >
π(di+2ecr+ea)
Zn
(2.84)
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avec
Bˆds =
2
π
da
(di + 2ecr + ea)
la
Bδr,max
kf lds
(2.85)
etds/2
(a) Configuration etds
2
da
da+htds
< 3
4
hds
3/4hds
(b) Configuration etds
2
da
da+htds
> 3
4
hds
Fig. 2.15−Distribution sinuso¨ıdale de l’induction dans l’entrefer - zone
prise en compte pour la de´termination de Bds,max
Lorsque la profondeur des encoches statoriques est faible, une partie du
ﬂux magne´tique dans l’entrefer passe directement dans la culasse stato-
rique (FIG. 2.15b). Il s’agit du ﬂux de fonds d’encoche. Une condition sur
la largeur d’une encoche statorique au niveau des teˆtes de dents doit eˆtre
satisfaite. Cette condition est base´e sur le rapport entre la hauteur de
dent et la largeur d’encoche au niveau des teˆtes de dents. Ainsi, lorsque
etds
2
da
da+htds
> 34hds, (2.84) devient :
Bds,max =
⎧⎨
⎩
Bˆds la ≤ l1 di+2ecr+eada
Bˆds sin
(
π
2la
l1
di+2ecr+ea
da
)
la > l1
di+2ecr+ea
da
(2.86)
ou`
l1 = da arcsin
(
lds
da
)
+ 2ltds +
3
2
hds (2.87)
Le mode`le correspondant a` l’e´quation (2.84) permet de limiter les er-
reurs d’approximation par rapport aux simulations FEM. On remarque
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Tab. 2.6− Induction maximale dans les dents statoriques [T]
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
Bds,max
aimantation paralle`le
0.65 1.11 1.29 1.27 1.25 1.36 1.31
Bds,max
aimantation radiale
0.64 1.06 1.26 1.25 1.22 1.32 1.26
A
n
a
ly
ti
q
u
e
Bds,max selon eq. (2.68) 1.42 1.42 1.42 1.41 1.34 1.44 1.36
erreur aimant. paralle`le 118.5% 27.9% 10.1% 11% 7.2% 5.9% 3.8%
erreur aimant. radiale 121.9% 34% 12.7% 12.8% 9.8% 9.1% 7.9%
Bds,max selon eq. (2.84) 0.63 0.93 1.09 1.26 1.26 1.37 1.32
erreur aimant. paralle`le 3.1% 16.2% 15.5% 0.8% 0.8% 0.7% 0.8%
erreur aimant. radiale 1.6% 12.3% 13.5% 0.8% 3.3% 3.8% 4.8%
Bds,max selon eq. (2.88) 0.87 1.1 1.19 1.27 1.26 1.36 1.31
erreur aimant. paralle`le 33.8% 0.9% 7.8% 0% 0.8% 0% 0%
erreur aimant. radiale 35.9% 3.8% 5.6% 1.6% 3.3% 3% 4%
toutefois une erreur passablement grande sur les conﬁgurations b© et
c© (TAB. 2.6). De ce fait, une adaptation base´e sur une distribution
trape´zo¨ıdale de l’induction sous la dent statorique est e´tudie´e (FIG. 2.16).
etds/2
(a) Configuration etds
2
da
da+htds
< 3
4
hds
3/4hds
(b) Configuration etds
2
da
da+htds
< 3
4
hds
Fig. 2.16−Distribution trape´zo¨ıdale de l’induction dans l’entrefer - zone
prise en compte pour la de´termination de Bds,max
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La valeur maximale du trape`ze s’e´tend sur la largeur de la dent statorique
(y compris la moitie´ des teˆtes de dents), tandis que la longueur de sa
base correspond a` la couverture d’un aimant, ce qui peut eˆtre e´crit sous
la forme de l’e´quation (2.88) :
Bds,max =⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎨
⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎩
Bδr,max
kf lds
la
da
di+2ecr+ea
la
da
di+2ecr+ea
< l2
Bδr,max
2kf lds
(
la
da
di+2ecr+ea
+ l2
)
l2 ≤ la dadi+2ecr+ea < l3
Bδr,max
2kf lds
[
2l2 +
(
la
da
di+2ecr+ea
−l2
)2−(la dadi+2ecr+ea−l3
)2
la
da
di+2ecr+ea
−l2
]
la
da
di+2ecr+ea
≥ l3
(2.88)
ou`
l2 = da arcsin
(
lds
da
)
+ ltds (2.89)
La condition pour tenir compte des ﬂux de fonds d’encoche, et ainsi ne
pas sure´valuer les ﬂux de franges des dents statoriques, est re´alise´e sur
le parame`tre l3 :
l3 =
⎧⎨
⎩
πda
Zn
etds
2
da
da+htds
≤ 34hds
da arcsin
(
lds
da
)
+ 2ltds + 32hds
etds
2
da
da+htds
> 34hds
(2.90)
On remarque que ce dernier mode`le satisfait la majorite´ des conﬁgura-
tions propose´es a` l’exception de celle posse´dant un nombre d’encoches
par poˆle et par phase de 0.25 (conﬁguration a©) pour laquelle le mode`le
a` distribution d’induction sinuso¨ıdale sous la dent statorique est plus
approprie´ (2.84).
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Induction dans les teˆtes de dents statoriques
Les teˆtes de dents statoriques ont une inﬂuence non-ne´gligeable sur
la modulation de l’amplitude de l’induction dans l’entrefer. Ainsi, des
teˆtes de dents qui couvrent presque totalement les encoches statoriques
ame`nent a` une structure pratiquement comparable, au niveau magne´tique,
a` un stator lisse. Quelques modiﬁcations de conception sont re´alise´es sur
les conﬁgurations du tableau 2.1, re´sume´es a` la table 2.7, et qui per-
mettent d’e´viter la saturation magne´tique des parties ferromagne´tiques.
Tab. 2.7−Modiﬁcations de conception pour l’analyse avec teˆtes de dents
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
di [mm] 68 62 52
lds [mm] 12 9 5.5 4
ltds [mm] 2.2 1.5 1.2 0.9
htds [mm] 2.5 2 1.6 1.5
etds [mm] 1.05 1.09 0.83 0.75
ea [mm] 2.5
L’induction maximale dans une teˆte de dent statorique Btds,max est ap-
proxime´e en tenant compte de la portion de ﬂux magne´tique dans l’en-
trefer qui la traverse lorsque l’aimant est centre´ en son milieu (FIG. 2.17).
Fig. 2.17−Lignes d’e´quiﬂux magne´tiques dans une teˆte de dent stato-
rique : Aimant centre´ sous la teˆte de dent
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La conservation du ﬂux magne´tique entre l’entrefer et la teˆte de dent
statorique permet de de´terminer Btds,max en utilisant le parame`tre β,
qui correspond a` l’angle entre le ﬂux magne´tique dans la teˆte de dent et le
vecteur normal a` la surface htds · li au pied de la teˆte de dent (FIG. 2.18).
L’angle β est approxime´ en utilisant la direction diagonale de la teˆte de
dent :
β = arctan
(
htds
ltds
)
(2.91)
β
Fig. 2.18−Angle β entre le ﬂux magne´tique au pied de la teˆte de dent
statorique et le vecteur normale a` la surface htds · li
Si ltds→0⇒ β→π/2, ce qui implique que Btds,max→∞ selon l’e´quation
(2.96). Ainsi, une modiﬁcation est re´alise´e, aﬁn d’introduire une conti-
nuite´ entre les mode`les avec et sans teˆtes de dents. L’e´quation (2.91)
devient :
β =
⎧⎨
⎩
arctan
(
htds
ltds
)
ltds ≥ htds/4
arctan(4) ltds < htds/4
(2.92)
Le choix du rapport entre htds et ltds pour limiter l’angle β est base´ sur
l’analyse des simulations FEM. Il s’agit d’une me´thode empirique.
Le ﬂux magne´tique maximal passant de l’entrefer a` la teˆte de dent s’e´crit :
Φtds,max =
∫ α2
α1
Bδr,max
da − δ
2
li cos(pα)dα (2.93)
avec α1 et α2 correspondant respectivement aux bornes infe´rieures et
supe´rieures d’inte´gration de l’induction dans l’entrefer. Les valeurs des
2.4. Mode`les magne´tiques 45
deux bornes de´pendent des ﬂux de franges sur les teˆtes de dents avec
une condition sur l’espace entre les teˆtes etds :
α1 = − ltds
da + htds
(2.94)
α2 =
⎧⎨
⎩
ltds+etds/4
da+htds
etds/2 ≤ htds
ltds+htds/2
da+htds
etds/2 > htds
(2.95)
En appliquant le produit scalaire entre le vecteur normal a` la surface
repre´sente´e par htds · li et le ﬂux magne´tique au pied de la teˆte de dent,
l’induction maximale dans celle-ci s’exprime :
Btds,max =
Bδr,max
da−δ
2p [sin(pα1) + sin(pα2)]
kfhtds cosβ
(2.96)
Le tableau 2.8 pre´sente les simulations FEM et analytiques des conﬁgu-
rations modiﬁe´es (TAB. 2.7) concernant le mode`le de l’induction dans les
teˆtes de dents pre´sente´ ci-dessus. Ce mode`le approxime convenablement
l’induction maximale dans les teˆtes de dents. Pre´cisons que les valeurs
FEM, prises comme re´fe´rences, sont des moyennes de l’induction au pied
de la teˆte de dent.
Tab. 2.8− Induction maximale dans les teˆtes de dents [T]
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
Btds,max
a
aimantation paralle`le
1.07 1.11 1.08 1.07 1.04 1.03 0.98
Btds,max
a
aimantation radiale
1.05 1.08 1.07 1.07 1.03 1.03 0.98
A
n
a
l. Btds,max selon eq. (2.96) 1.06 1.06 1.07 1.07 1.03 1.03 0.98
erreur aimant. paralle`le 0.9% 4.5% 0.9% 0% 1% 0% 0%
erreur aimant. radiale 1% 1.9% 0% 0% 0% 0% 0%
aValeur moyenne sur htds au niveau du pied de la teˆte de dent.
Avec des teˆtes de dents statoriques fermant presque totalement les en-
coches statoriques, l’induction dans l’entrefer, de´termine´e a` l’aide du
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mode`le analytique, repre´sente d’une manie`re satisfaisante le comporte-
ment simule´ a` l’aide des e´le´ments ﬁnis, comme on peut l’appre´cier dans
le tableau 2.9. Le calcul de Bcs,max a` l’aide de l’e´quation (2.80) est un
bon compromis entre la conﬁguration a` aimantation paralle`le et celle a`
aimantation radiale.
Tab. 2.9− Inductions avec teˆtes de dents [T] - comparaison entre simu-
lations analytiques et simulations FEM
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
a
im
a
n
ta
ti
o
n
p
a
ra
ll
e`l
e 1Bˆδr (moyenne)
a 0.94 0.97 0.97 0.98 0.95 0.95 0.95
Bds,max 0.54 1.03 1.11 1.12 1.12 1.23 1.27
Bcs,max 0.31 0.53 0.66 1.22 1.33 1.31 1.3
ra
d
ia
le
1Bˆδr (moyenne)
a 0.92 0.95 0.96 0.98 0.97 0.97 0.97
Bds,max 0.52 1.03 1.09 1.1 1.1 1.18 1.23
Bcs,max 0.3 0.53 0.65 1.25 1.42 1.42 1.42
A
n
a
ly
ti
q
u
e
1Bˆδr
b 0.98 0.98 0.98 0.98 0.97 0.97 0.97
Bds,max selon eq. (2.84) 0.55 0.81 0.95 1.09 1.13 1.24 1.28
Bds,max selon eq. (2.88) 0.86 1.08 1.12 1.13 1.13 1.24 1.27
Bcs,max selon eq. (2.79)
b 0.34 0.51 0.68 1.08 1.22 1.22 1.21
Bcs,max selon eq. (2.80) 0.38 0.56 0.75 1.2 1.34 1.34 1.34
aLa moyenne est calcule´e sur un pas dentaire afin de tenir compte de la modulation
d’amplitude due aux encoches.
bLes calculs sont re´alise´s en partant d’une induction radiale dans l’entrefer de
forme trape´zoidale avec une valeur maximale sur 3/4 de pe´riode.
Aﬁn d’e´valuer le mode`le analytique de l’induction dans les teˆtes de dents
statoriques (2.96), une simulation est re´alise´e en faisant varier la longueur
ltds repre´sente´e a` la ﬁgure 2.19. Pour ceci, la conﬁguration b© est utilise´e
en modiﬁant les parame`tres suivants : lds = 9mm, ea = 2mm et di =
69mm.
Il est inte´ressant d’appre´cier e´galement la tendance correcte de l’induc-
tion maximale dans la dent statorique Bds,max en fonction de ltds a` la
ﬁgure 2.20.
Sur la ﬁgure 2.19, l’erreur entre les simulations nume´riques et le mode`le
analytique semble passablement importante. Celle-ci vient principale-
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Fig. 2.19− Induction maximale dans les teˆtes de dents en fonction du
parame`tre ltds pour la conﬁguration b© (18 encoches, 16
poˆles)
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Fig. 2.20− Induction maximale dans les dents statoriques en fonction
du parame`tre ltds pour la conﬁguration b© (18 encoches, 16
poˆles)
ment de l’erreur d’estimation de l’angle β qui, rappelons-le au passage,
n’est pas trivial a` de´terminer dans ce type de mode´lisation. Pourtant,
dans une phase de conception, le mode`le peut eˆtre conside´re´ comme suf-
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ﬁsant. En eﬀet, le besoin de pre´cision sur les re´sultats n’est pas aussi
important que dans une phase d’analyse. Ici, la cohe´rence des compor-
tements est recherche´e.
Inﬂuence de l’entrefer
L’entrefer δ est un parame`tre sensible qui inﬂuence signiﬁcativement
le comportement de l’induction radiale dans l’entrefer. Les simulations
nume´riques pour diﬀe´rents entrefers sont repre´sente´es a` la ﬁgure 2.21.
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Fig. 2.21−Simulations FEM de Bδr en fonction de δ pour la conﬁgu-
ration c© (18 encoches, 12 poˆles) du tableau 2.1 (sous une
dent statorique)
Les deux repre´sentations trape´zo¨ıdales de Bδr donnent de tre`s bons
re´sultats en corre´lation avec les simulations FEM comme on peut l’appre´-
cier a` la ﬁgure 2.22. 1Bˆδr de´ﬁnie selon l’e´quation (2.77) est toutefois une
solution plus adapte´e pour des petits entrefers, tandis qu’il est plus judi-
cieux d’utiliser la repre´sentation selon l’e´quation (2.76) pour de grands
entrefers. Ceci vient du changement de forme de l’induction dans l’entre-
fer, dont on peut se rendre compte a` la ﬁgure 2.21. En eﬀet, lorsque l’en-
trefer s’agrandit, la forme de Bδr s’adoucit, tendant vers une sinuso¨ıde ;
ce qui privile´gie une forme trape´zo¨ıdale posse´dant un plateau maximal
moins e´tendu.
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Fig. 2.22− 1Bˆδr en fonction du parame`tre δ pour la conﬁguration c© (18
encoches, 12 poˆles) du tableau 2.1
Variation de la largeur d’aimant
Jusqu’ici, les aimants sont jointifs, c’est a` dire que chaque aimant couvre
un poˆle magne´tique complet. L’inﬂuence de la largeur d’aimant la sur
le comportement magne´tique du moteur et sur la pre´cision des mode`les
analytiques pre´sente´s est analyse´ en de´ﬁnissant un nouveau parame`tre,
inde´pendant de la structure, qui de´ﬁnit la portion d’un poˆle occupe´ par
l’aimant :
αp =
2pla
π(di + 2ecr + ea)
(2.97)
Avec le raccourcissement de la largeur d’aimant, la distribution de l’in-
duction dans l’entrefer est de´pendante du parame`tre αp. Ainsi, les e´qua-
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tions (2.75), (2.76) et (2.77) deviennent respectivement :
1Bˆδr =
4
π
sin
(
αp
π
2
)
Bδr,max (2.98)
1Bˆδr =
16
αpπ2
[
cos
(
αp
π
4
)
− cos
(
αp
π
2
)]
Bδr,max (2.99)
1Bˆδr =
32
αpπ2
[
cos
(
3αp
π
8
)
− cos
(
αp
π
2
)]
Bδr,max (2.100)
L’induction maximale dans la culasse statorique, de´ﬁnie par l’e´quation
(2.80), devient en tenant compte du parame`tre αp :
Bcs,max =
7παpdaBδr,max
32pkfecs
(2.101)
En tenant compte de αp, l’induction dans la culasse rotorique, de´ﬁnie
par l’e´quation (2.81), devient :
Bcr,max =
ecskfBcs,max +Φf/li
ecr
(2.102)
avec Φf correspondant au ﬂux de fuite et qui s’exprime :
Φf =
⎧⎨
⎩
2lieal
μdrlm+2ea
B0 l > 0
0 l ≤ 0
(2.103)
avec l qui s’exprime :
l =
da − 2δ
4
(
lmes
da + 2htds + hes
− π(1− αp)
p
)
(2.104)
et la longueur moyenne des ﬂux de fuite lm :
lm =
π(da − 2δ)
8
(
lmes
da + 2htds + hes
+
π(1− αp)
p
)
(2.105)
La ﬁgure 2.23 illustre les ﬂux de fuite entre aimants lorsque αp < 1 avec
la longueur moyenne de ﬂux de fuite lm en traitille´ et l’e´paisseur du
demi-anneau l.
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Fig. 2.23−Flux de fuite entre aimants dans l’entrefer (αp < 1)
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Fig. 2.24− 1Bˆδr en fonction de αp pour la conﬁguration c© (18 encoches,
12 poˆles) du tableau 2.1
Les ﬁgures 2.24 et 2.25 montre l’inﬂuence du parame`tre αp pour les
conﬁgurations c© et f© du tableau 2.1. On remarque que pour des ai-
mants jointifs, le mode`le tenant compte d’une induction trape´zo¨ıdale
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4 poˆles) du tableau 2.1
dans l’entrefer avec une valeur maximale de 3/4 de pe´riode donne de
meilleurs re´sultats que l’approximation par une induction rectangulaire.
Lorsque la portion d’aimant sur un poˆle magne´tique diminue, les roˆles
s’inversent. En eﬀet, lorsque le parame`tre αp diminue, l’induction dans
l’entrefer tend progressivement vers une forme rectangulaire.
2.4.6.6 Domaine de validite´
La majorite´ des mode`les souﬀre de limites ge´ome´triques d’existence qui
font que, passe´ outre ces limites, les mode`les ne satisfont plus la pre´cision
exige´e. Il est important de souligner que ces limites de´pendent exclusi-
vement de l’utilisateur qui de´ﬁnit ses propres conditions sur les erreurs
admissibles.
Par exemple, du fait que les eﬀets d’extre´mite´s ne sont pas pris en compte
dans le mode`le selon l’hypothe`se i), les erreurs d’approximation sur les
grandeurs magne´tiques augmentent fortement avec le rapport da/li. Pour
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des rapports d’un ordre de grandeur de 3 ou plus, ces erreurs peuvent
devenir importantes et entacher la qualite´ des re´sultats.
Un autre proble`me concerne la saturation des parties ferromagne´tiques.
Celle-ci engendre une redistribution des ﬂux magne´tiques dans la struc-
ture. Le mode`le analytique pre´sente´ est base´ sur une loi de circulation
magne´tique qui n’est pas modiﬁe´e en fonction de l’e´tat de saturation
des parties ferromagne´tiques. Ainsi, comme on peut le constater sur la
ﬁgure 2.26, le mode`le diverge lorsque un e´tat de forte saturation des cu-
lasses est atteint, et ceci quelque soit la forme d’induction dans l’entrefer
utilise´e.
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Fig. 2.26− 1Bˆδr en fonction de ecs et ecr pour la conﬁguration c© (18
encoches, 12 poˆles) du tableau 2.1
Comme de´ja` expose´ pre´ce´demment, l’entrefer est un parame`tre inﬂuent
du mode`le. Lorsque l’entrefer augmente fortement (δ ≥ ea), l’erreur re-
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lative due au mode`le analytique s’agrandit pour les formes trape´zo¨ıdales
de l’induction dans l’entrefer, comme on peut le voir sur la ﬁgure 2.27.
Quant a` l’approximation par une forme sinuso¨ıdale, les re´sultats sont
meilleurs pour de grands entrefers (δ ≥ 3 − 4ea) en comparaison aux
deux autres formes. Il en de´coule que chaque repre´sentation trouve son
domaine d’existence, de´pendant des exigences requises sur la pre´cision
des re´sultats.
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Fig. 2.27− 1Bˆδr en fonction de δ pour la conﬁguration c© (18 encoches,
12 poˆles) du tableau 2.1
Pre´cisons qu’il est possible de combiner plusieurs formes de Bδr dans le
meˆme mode`le, repre´sentant chacune une partie du domaine global. Ce-
pendant, cette me´thode peut aboutir a` des discontinuite´s sur les e´quations,
qui peuvent avoir des conse´quences non ne´gligeables sur la convergence
des algorithmes pendant la phase d’optimisation.
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2.4.6.7 Avantages et inconve´nients
Le mode`le magne´tique, de´taille´ dans cette section, pre´sente de nombreux
avantages, malgre´ les diﬀe´rentes hypothe`ses pose´es au de´but de la section
2.4.6 :
– le mode`le posse`de une forme ge´ne´rique qui fait qu’il peut eˆtre utilise´
sans adaptation pour diﬀe´rentes conﬁgurations d’encoches statoriques
et de poˆles magne´tiques ;
– un mode`le unique est utilise´ pour une conﬁguration avec ou sans teˆte
de dents ;
– la portion couverte par l’aimant sur un poˆle magne´tique αp est prise
en conside´ration ;
– la pre´cision globale du mode`le est satisfaisante dans un contexte d’op-
timisation.
Cependant, quelques inconve´nients sont a` de´plorer qui peuvent, selon
les exigences de pre´cision demande´es au cours de l’optimisation, eˆtre
restrictifs au niveau de l’utilisation du mode`le :
– les grandeurs magne´tiques dans les culasses et les dents statoriques
sont des valeurs moyennes. Ainsi, par exemple, Bcs est l’induction
moyenne dans la culasse statorique sur l’e´paisseur ecs. Il en de´coule
que le mode`le ne tient pas compte des e´tats de saturation locaux ;
– le mode`le ne prend en conside´ration que les premiers harmoniques.
Pour des formes rectangulaires d’induction dans l’entrefer, la perte
d’information magne´tique peut eˆtre non ne´gligeable.
2.4.7 De´termination de l’induction par la re´solution
de l’e´quation de Poisson
La distribution de l’induction dans l’entrefer peut eˆtre de´termine´e par
la re´solution de l’e´quation de Poisson de´taille´e dans la section 3.4 pour
une structure sans dents statoriques. Les limites entre les milieux, ca-
racte´rise´es par des perme´abilite´s magne´tiques diﬀe´rentes, sont repre´sen-
te´es par des cercles et les conditions aux limites en de´coulant permettent
une re´solution analytique du proble`me. La meˆme de´marche applique´e a`
une structure posse´dant des dents statoriques ne permet pas de de´ﬁnir
un mode`le analytique formellement exact. L’ide´e est d’utiliser le coeﬃ-
56 2. Moteur synchrone avec dents statoriques
cient de Carter (section 2.4.6.2) pour ramener une structure dente´e a` une
structure lisse. La re´solution de l’e´quation de Poisson pour un moteur
sans dents statoriques peut ainsi eˆtre applique´e avec des conse´quences
sur la pre´cision du mode`le duˆ a` la simpliﬁcation.
Pour une structure avec une paire de poˆles, l’e´quation (3.58), de´ﬁnie
dans la section 3.4.4, est utilise´e en introduisant le coeﬃcient de Carter
(2.65) :
Bδr =
1
kc
(
C3 +
D3
r2
)
cos(ϕ− θr) (2.106)
Pour une structure avec p > 1, l’e´quation (3.90), de´ﬁnie dans la section
3.4.5, devient en tenant compte du coeﬃcient de Carter :
Bδr =
1
kc
∞∑
ν=1,3,5,···
μ0Mν
μdr
νp
(νp)2 − 1KB1(ν)
·
[(
r
r3
)νp−1 (
r2
r3
)νp+1
+
(r2
r
)νp+1]
cos [νp(ϕ− θr)] (2.107)
Le tableau 2.10 re´sume les caracte´ristiques des deux conﬁgurations de
moteurs utilise´s pour la comparaison des simulations FEM et analy-
tiques.
le tableau 2.11 rassemble les re´sultats de simulations de la valeur fonda-
mentale de l’induction radiale dans l’entrefer pour les deux conﬁgurations
de moteurs de´crites dans le tableau 2.10.
Il est inte´ressant de constater que le mode`le analytique approxime correc-
tement l’induction dans l’entrefer. Cependant, la couverture des teˆtes de
dents inﬂuence les re´sultats. Ainsi, pour la conﬁguration avec une paire
de poˆles, on remarque une divergence des re´sultats lorsque la conﬁgu-
ration se rapproche d’une structure a` dents droites (ltds = 0.5). Pour
la conﬁguration avec trois paires de poˆles, cette divergence n’est pas
marque´e, du fait d’une largeur d’encoche passablement faible par rap-
port a` la largeur de dent. Les inductions magne´tiques dans les dents et
la culasse statorique peuvent eˆtre de´termine´es a` l’aide de la me´thode
propose´e dans la section 2.4.6.
Cette me´thode, base´e sur la re´solution analytique de l’e´quation de Pois-
son, permet de de´terminer, avec une tre`s bonne pre´cision, l’induction
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Tab. 2.10−Parame`tres principaux des moteurs pour la me´thode de
re´solution de l’e´quation de Poisson
Parame`tres p = 1 p = 3
Zn 3 18
di [mm] 0 (arbre plein) 62
da [mm] 6.6 100
li [mm] 50 100
ecs [mm] 2.5 15
ecr [mm] 1.5 15
ea [mm] 1.3 2.5
lds [mm] 3.2 12
hds [mm] 3.4 12
htds [mm] 1.5 2.5
δ [mm] 0.5 1.5
kf [-] 1
Aimants Vacodym 655HR (B0 = 1.28T, μdr = 1.029)
Aimantation diame´trale paralle`le
Toˆles M270-35A (culasse statorique et rotorique)
Tab. 2.11− Induction radiale dans l’entrefer [T] - e´quation de Poisson
p
=
1
ltds [mm] 1.85 (etds = 0) 1.5 1 0.5
1Bˆδr FEM (moyenne)a 0.89 0.88 0.85 0.77
1Bˆδr Analytique 0.89 0.89 0.86 0.81
p
=
3
ltds [mm] 2.7 (etds = 0) 1.8 0.9 0.1
1Bˆδr FEM (moyenne)
a 0.97 0.96 0.94 0.92
1Bˆδr Analytique 0.98 0.97 0.95 0.92
aLa moyenne est calcule´e sur un pas dentaire afin de tenir compte de la modulation
d’amplitude due aux encoches.
dans l’entrefer. La qualite´ du mode`le de´pend cependant de la couverture
des teˆtes de dents. Ainsi, une structure a` dents droites, dont la largeur
d’encoche est passablement grande par rapport a` la largeur de dent,
de´grade la pre´cision des re´sultats.
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2.4.8 Circuit magne´tique e´quivalent
Cette partie pre´sente une me´thode de description magne´tique du mo-
teur synchrone base´e sur les re´seaux e´quivalents ou re´seaux de Kirchhoﬀ
[21]. Cette me´thode permet de de´terminer les composantes magne´tiques
d’une manie`re plus pre´cise et plus de´taille´e en comparaison a` la me´tho-
dologie de la section 2.4.6. Elle permet e´galement de tenir compte plus
formellement des ﬂux en fonds d’encoches et des ﬂux de franges sur les
dents statoriques. La me´thode de´crite dans la section 2.4.7 approxime
correctement une structure posse´dant des dents statoriques a` condition
que les teˆtes de dents recouvrent largement les encoches statoriques. Ce-
pendant, pour une structure a` dents droites, les erreurs d’approximation
peuvent ne plus eˆtre ne´gligeables, rendant pratiquement indispensables
l’utilisation des re´seaux magne´tiques.
La conﬁguration utilise´e pour l’e´laboration d’un re´seau magne´tique spe´-
ciﬁque est de´crite dans le tableau 2.12. Le choix de la structure e´tudie´e
dans cette section repose sur le fait que les deux me´thodes pre´sente´es
pre´ce´demment peuvent s’ave´rer trop approximatives. En eﬀet, l’utilisa-
tion du facteur de Carter dans une structure posse´dant trois dents droites
et deux poˆles ame`ne a` des approximations trop distantes de la re´alite´.
Le circuit magne´tique associe´, exprime´ sous forme de perme´ances magne´-
tiques, est pre´sente´ a` la ﬁgure 2.28. Il s’agit d’un circuit a` conﬁguration
ﬁxe avec la position du rotor choisie de telle manie`re a` centrer un poˆle
magne´tique sous une dent statorique, aﬁn d’obtenir le ﬂux magne´tique
maximal traversant une bobine.
Une perme´ance magne´tique est de´termine´e par l’inte´gration sur une sur-
face S de perme´ances e´le´mentaires de surface dS 1 et de longueur l :
Λ =
∫
S
μrμ0dS
l
(2.108)
Une perme´ance paralle´le´pipe´dique a` base rectangle s’exprime :
Λ =
μrμ0lih
l
(2.109)
1Le flux magne´tique est perpendiculaire a` la surface dS.
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Tab. 2.12−Parame`tres principaux du moteur synchrone pour circuit
magne´tique
Zn 3
2p 2
di [mm] 0
da [mm] 6.6
li [mm] 50
ecs [mm] 2.5
ecr [mm] 0
ea [mm] 2.8 (aimant cylindrique plein)
lds [mm] 3
hds [mm] 3.4
δ [mm] 0.5
kf [-] 1
Aimants Vacodym 655HR (B0 = 1.28T, μdr = 1.029)
Aimantation diame´trale
Toˆles M270-35A (culasse statorique et rotorique)
avec li correspondant a` la longueur active. Une perme´ance prismatique
droite a` base trape`ze s’e´crit :
Λ =
μrμ0li(lg − lp)
l(ln lg − ln lp) (2.110)
ou` lg et lp correspondent respectivement aux longueurs de la grande base
et de la petite base du trape`ze.
Chaque perme´ance du circuit est re´gie par la loi suivante qui lie la
chute de potentiel sur l’e´le´ment Θ et le ﬂux magne´tique traversant la
perme´ance Φ :
Φ = ΛΘ (2.111)
Le circuit e´tudie´ est forme´ de perme´ances caracte´risant les dents stato-
riques (Λds), la culasse statorique (Λcs), l’entrefer, les franges de dents
(Λδ), les fuites dans les encoches (Λf ) et l’aimant (Λa). Les potentiels
magne´tiques (Θa) sont produits par l’aimant permanent.
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Fig. 2.28−Circuit magne´tique ﬁxe pour une position du rotor θr = 0.
Perme´ances des dents statoriques
Λds1 = Λds5 = Λds8 =
μr,csμ0lilds
hds − l14 + ecs4
(2.112)
Λds2 = Λds6 = Λds9 =
μr,csμ0lilds
l1
4
(2.113)
Λds3 = Λds4 = Λds7 = Λds10 =
μr,csμ0lil1
lds
4
(2.114)
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avec
l1 =
⎧⎨
⎩
ea sin
(
π
3
)− lds2 ea sin (π3 ) > lds2
0 ea sin
(
π
3
) ≤ lds2 (2.115)
Perme´ances d’entrefer et de franges
Λδ1 = Λδ2 = Λδ6 = Λδ9 =
μ0li
lds
2
δ
(2.116)
Λδ3 = Λδ4 = Λδ7 = Λδ10 =
μ0lil1
l2 + l3
(2.117)
Λδ5 = Λδ8 =
μ0li
lds
4
δ
(2.118)
avec
l2 =
[
da cos arcsin
(
lds
da
)
− ea
(
cos arcsin
(
lds
2ea
)
+ cos
(
π
3
))]
2
(2.119)
l3 =
π
4
l1 (2.120)
Perme´ances de fuites d’encoches
Λf1 = Λf3 = Λf5 = Λf6 =
⎧⎨
⎩
μ0li(l5−l4)
(δ+hds)(ln l5−ln l4) ea sin
(
π
3
)
> lds2
0 ea sin
(
π
3
) ≤ lds2
(2.121)
Λf2 = Λf4 =
μr,csμ0li
π(da+2hds+
ecs
2 )−3lds
12
ecs
4
(2.122)
avec
l4 =
ea
2
[
π
3
− arcsin
(
lds
2ea
)]
(2.123)
l5 =
(
da
2 + hds
)
2
[
π
3
− arcsin
(
lds
da + hds
)]
(2.124)
Les parame`tres l1, l2, l3, l4, et l5 sont de´ﬁnis ge´ome´triquement a` la ﬁgure
2.29. La zone de´ﬁnie pour les ﬂux de franges est image´e par un rectangle
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Fig. 2.29−Parame´trisation des perme´ances de franges et de fuites dans
les encoches
et un arc de cercle et ne constitue pas une repre´sentation formelle des
e´quiﬂux. Il s’agit d’une enveloppe de´limitant les ﬂux de franges.
Perme´ances de la culasse statorique
Λcs1 = Λcs2 = Λcs5 = Λcs6 =
μr,csμ0liecs
π
12 (da + 2hds + ecs)
(2.125)
Λcs3 = Λcs4 =
μr,csμ0liecs
π
4 (da + 2hds + ecs)
(2.126)
Λcs7 =
μr,csμ0liecs
π
6 (da + 2hds + ecs)
(2.127)
Perme´ances et potentiels magne´tiques de l’aimant
Λa1 = Λa2 =
μdrμ0li
lds
2
ea
(
1 + cos arcsin( lds2ea )
) (2.128)
Λa3 = Λa4 =
μdrμ0lil1
ea
(
cos arcsin( lds2ea ) + cos
(
π
3
)) (2.129)
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Θa1 = Θa2 = H0ea
(
1 + cos arcsin(
lds
2ea
)
)
(2.130)
Θa3 = Θa4 = H0ea
(
cos arcsin(
lds
2ea
) + cos
(π
3
))
(2.131)
Aﬁn de prendre en compte la saturation magne´tique de la culasse sta-
torique, sa perme´abilite´ de´pend du champ magne´tique H en utilisant la
fonction de´ﬁnie sous (2.71), ce qui donne :
μr,csμ0 =
⎧⎪⎨
⎪⎩
μ0H+
2Bs
π arctan
(
π(μri−1)μ0H
2Bs
)
H H > 0
μriμ0 H = 0
(2.132)
ou` H est de´termine´ a` partir de la chute de potentiel sur la perme´ance :
H =
Θ
l
(2.133)
Les re´sultats de simulations en fonction de parame`tres ge´ome´triques sont
re´sume´s aux ﬁgures 2.30, 2.31 et 2.32. On peut remarquer la tendance
du mode`le analytique conforme aux simulations nume´riques.
Sur la ﬁgure 2.30, on peut remarquer une divergence entre simulations
FEM et mode`le analytique lorsque la largeur des dents diminue. Ceci
s’explique par le fait que les dents deviennent magne´tiquement sature´es
et que les lignes de ﬂux magne´tiques se re´organisent, ce dont on ne
tient pas compte dans le mode`le analytique puisqu’il s’agit d’un circuit
magne´tique a` ge´ome´trie ﬁxe.
On peut voir e´galement une divergence du mode`le par rapport aux simu-
lations nume´riques au niveau de l’induction dans l’entrefer en fonction
de celui-ci (FIG. 2.32). Cette divergence reste toutefois faible dans l’in-
tervalle analyse´, mais montre qu’un mode`le magne´tique re´alise´ a` l’aide
de re´seaux de Kirchhoﬀ est limite´ a` un domaine ge´ome´trique restreint.
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Fig. 2.30− Induction et ﬂux magne´tique en fonction de lds
2.5 Bobinage et tension induite de mouve-
ment
2.5.1 Introduction
La tension induite de mouvement est un parame`tre cle´ dans la concep-
tion et la caracte´risation d’un moteur synchrone. En eﬀet, elle re´unit
les inﬂuences du comportement magne´tique duˆ aux aimants, du type de
bobinage, de la dynamique du rotor. Elle intervient e´galement dans l’ex-
pression de la puissance magne´tique et dans l’e´quation de tension induite.
C’est un ve´ritable « puits » d’informations dans une phase d’analyse et
une grandeur de re´fe´rence dans la validation des mode`les analytiques.
Les caracte´ristiques du bobinage inﬂuence conside´rablement la tension
induite. Dans un moteur a` dents, le bobinage est contraint par le pas
dentaire et les facteurs de bobinage inhe´rents sont limite´s. L’ouverture
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Fig. 2.31− Induction et ﬂux magne´tique en fonction de hds
de bobine et la distribution des bobines dans les encoches permettent
de jouer sur la suppression d’harmoniques inde´pendamment de la dis-
tribution de l’induction dans l’entrefer. Le raccourcissement de bobine
par rapport au pas polaire permet e´galement de re´duire l’importance de
certains harmoniques, en ade´quation avec les caracte´ristiques du moteur
a` dimensionner.
2.5.2 Tension induite de mouvement de phase
La tension induite de mouvement aux bornes d’une phase est la variation
du ﬂux totalise´ par unite´ de temps, cre´e´ par les aimants permanents, vu
par le bobinage de la phase et qui s’e´crit :
ui,ph =
dΨab
dt
(2.134)
Le ﬂux totalise´ Ψab passant dans le bobinage d’une phase cre´e´ par les
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Fig. 2.32− Induction et ﬂux magne´tique en fonction de δ
aimants permanents s’e´crit :
Ψab = Nsp
∞∑
ν=1
νkw
νΦˆ sin(νωt) (2.135)
et le fondamental s’exprime :
1Ψab = Nsp 1kw 1Φˆ sin(ωt) (2.136)
ou` νkw est le facteur de bobinage de l’harmonique de rang ν (voir Annexe
B) , Nsp correspond au nombre de spires par phase et ω repre´sente la
pulsation e´lectrique.
En tenant compte de l’induction radiale dans l’entrefer Bδr, νΦˆ s’ex-
prime :
νΦˆ = νBˆδrli
da
2p
∫ π
2
−π2
cos(νϕ)dϕ (2.137)
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et le fondamental s’exprime en tenant compte du pas polaire τp (2.11) :
1Φˆ =
2
π
1Bˆδrliτp (2.138)
Avec 2.134, la tension induite de mouvement de phase donne :
ui,ph = Nsp
∞∑
ν=1
νω νkw
νΦˆ cos(νωt) (2.139)
En tenant compte du fondemental uniquement, les valeurs creˆte et eﬃ-
cace s’e´crivent respectivement :
1Uˆi,ph = 4Nsp 1kwf 1Bˆδrliτp (2.140)
1Ui,ph = 2
√
2Nsp 1kwf 1Bˆδrliτp (2.141)
avec la pulsation e´lectrique fondamentale ω, exprime´e a` partir de la
fre´quence e´lectrique fondamentale f :
ω = 2πf (2.142)
La pulsation e´lectrique et la fre´quence e´lectrique peuvent eˆtre relie´es
respectivement a` la vitesse de rotation angulaire du rotor Ω et le nombre
de tours par minute du rotor ntrm :
ω = pΩ (2.143)
avec Ω qui s’exprime :
Ω =
dθr
dt
(2.144)
f =
ntrmp
60
(2.145)
ou` θr correspond a` la position angulaire du rotor.
Tous les mode`les magne´tiques pre´sente´s prennent uniquement en compte
la valeur fondamentale de la tension induite de phase, a` l’exception de
celui utilisant la re´solution de l’e´quation de Poisson, ou` les harmoniques
d’induction dans l’entrefer d’ordre supe´rieur a` un sont de´termine´s.
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2.5.3 Re´alisation du bobinage
La pre´sente e´tude ne prend en compte que les bobinages a` doubles
couches. Ge´ne´ralement, l’ouverture de bobine ne doit pas de´passer le
pas polaire. L’ouverture maximale de bobine sz,max est de´termine´e par
la relation suivante : (
Zn
2p
)
= sz,max +  (2.146)
ou`  repre´sente le reste de la division (entre 0 et 1).
Pour des conﬁgurations ou` sz,max = 0 (q < 1/m), l’ouverture de bo-
bine est ﬁxe´e ge´ne´ralement a` une dent, ce qui est supe´rieur a` un poˆle
magne´tique.
Contrairement au conﬁgurations a` q entier, dont la logique de bobinage
est assez triviale, les conﬁgurations a` q fractionnaires posent plus de
proble`mes. Une me´thode ayant faite ses preuves est brie`vement expose´e
dans cette section et de´taille´e dans [22].
Le de´calage entre bobines d’une meˆme phase (en nombre de dents) sf
est de´termine´ par une condition sur  :
sf =
⎧⎨
⎩
sz,max + 1  > 0.5
Nds − sz,max  ≤ 0.5
(2.147)
avec le nombre de dents par section Nds dont la relation est :
Nds =
Zn
pgcd
(
Zn
m , p
) (2.148)
Le bobinage se re´pe`te ainsi pour chaque section.
En conside´rant un bobinage triphase´, le de´part du bobinage de la deu-
xie`me phase peut eˆtre de´termine´ par sph, qui correspond au de´calage en
nombre de dents entre deux phases :
sph =
2
3
Zn
2p
(2.149)
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Si sph n’est pas un nombre entier, alors il faut ajouter un nombre de
pe´riodes e´lectriques permettant d’obtenir un nombre entier. L’e´quation
2.149 devient donc :
sph =
2
3
Zn
2p
+ k
Zn
p
, k = 1, 2, 3 . . . (2.150)
Aﬁn qu’une structure soit bobinable, les conditions suivantes doivent
eˆtre respecte´es :
– le nombre de dents statoriques doit eˆtre un multiple du nombre de
phase m ;
– le bobinage doit eˆtre e´quilibre´ au niveau des phases ; l’e´quation 2.150
doit donner une solution a` nombre entier.
L’annexe B re´pertorie certaines conﬁgurations possibles de bobinages
triphase´s.
2.5.4 Validation
Aﬁn de valider le mode`le de la tension induite de mouvement de phase,
les conﬁgurations du tableau 2.1 sont reprises en de´ﬁnissant un bobinage
compose´ d’un nombre de spires par bobine Nsb, d’un nombre de spires
par phase Nsp, d’un nombre de bobines par phase Nbp et d’une ouverture
de bobine sz. Le bobinage est re´alise´ en double couches. Le tableau 2.13
re´sume les caracte´ristiques de bobinage de chaque conﬁguration.
Composantes magne´tiques de´termine´es par Maxwell
Comme de´ja` expose´ pre´ce´demment, le mode`le magne´tique analytique,
selon la me´thode de´crite a` la section 2.4.6, ne prend en compte que le
premier harmonique de la distribution de l’induction radiale dans l’en-
trefer. Par conse´quent, seul le premier harmonique de la tension induite
de mouvement de phase est de´termine´. La ﬁgure 2.33 repre´sente le fon-
damental de ui,ph pour diﬀe´rentes conﬁgurations.
Le tableau 2.14 re´sume les re´sultats de simulations de la tension in-
duite de mouvement de phase pour le premier harmonique des conﬁgura-
tions pre´sente´es dans le tableau 2.13. Les calculs analytiques prennent en
compte les deux repre´sentations trape´zo¨ıdales de la distribution d’induc-
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Tab. 2.13−Bobinages pour les conﬁgurations du tableau 2.1
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
Zn 18 18 18 18 24 36 48
2p 24 16 12 6 4 4 4
q 0.25 0.375 0.5 1 2 3 4
m 3
Nsp 240
Nbp 6 8 12 16
Nsb 40 40 40 40 30 20 15
sz 1 3 6 9 12
ntrm 120
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Fig. 2.33−Tension induite de mouvement de phase
tion radiale dans l’entrefer selon (2.76) et (2.77). Les deux repre´sentations
approchent passablement bien les simulations analytiques avec moins de
8% d’erreur par rapport aux simulations FEM.
L’e´volution du premier harmonique de la tension induite creˆte en fonc-
tion de la couverture des teˆte de dents statoriques pour la conﬁguration
b© est repre´sente´e a` la ﬁgure 2.34 avec des modiﬁcations sur les pa-
rame`tres suivants : lds = 9mm, ea = 2mm et di = 69mm. On remarque
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Tab. 2.14−Tension induite de mouvement de phase : premier harmo-
nique
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
1Uˆi,ph [V]
aimantation paralle`le
23.9 25.4 23.4 27.5 26.9 27.1 27.7
1Uˆi,ph [V]
aimantation radiale
23.1 24.7 22.9 27.4 27.6 27.7 28.2
A
n
a
ly
ti
q
u
e
1Uˆi,ph [V]
avec 1Bˆδr selon eq. (2.76)
22.4 24.4 22.4 25.8 25.8 25.9 26.4
erreur aimant. paralle`le 6.3% 3.9% 4.3% 6.2% 4.1% 4.4% 4.7%
erreur aimant. radiale 3.0% 1.2% 2.2% 5.8% 6.5% 6.5% 6.4%
1Uˆi,ph [V]
avec 1Bˆδr selon eq. (2.77)
24.2 26.4 24.2 27.9 27.8 27.9 28.4
erreur aimant. paralle`le 1.3% 3.9% 3.4% 1.5% 3.3% 3% 2.5%
erreur aimant. radiale 4.8% 6.9% 5.7% 1.8% 0.7% 0.7% 0.7%
que, pour cette conﬁguration, les re´sultats des simulations FEM pour
les deux orientations d’aimantation sont tre`s proches l’une de l’autre.
D’autre part, le mode`le analytique, avec l’hypothe`se d’une distribution
trape´zo¨ıdale de l’induction dans l’entrefer ayant une valeur maximale de
3/4 de pe´riode (2.77), rejoint les simulations nume´riques avec une erreur
infe´rieure a` 6% lorsque les teˆtes de dents recouvrent presque totalement
les encoches.
L’inﬂuence de l’entrefer sur le premier harmonique de la tension induite
de phase peut eˆtre appre´cie´e a` la ﬁgure 2.35. Comme on peut s’y at-
tendre du fait que les simulations aux e´le´ments ﬁnis utilisent, a` priori,
les meˆmes e´quations que le mode`le analytique pour calculer la tension
induite de mouvement, il y a corre´lation entre les re´sultats pour Bδr et
ui,ph. Ainsi, ui,ph tend vers une sinuso¨ıde lorsque l’entrefer s’agrandit.
Cette tendance peut eˆtre remarque´e au niveau des re´sultats de simula-
tion du mode`le analytique. Ainsi, lorsque l’entrefer augmente, le mode`le
tenant compte d’une distribution trape´zo¨ıdale avec la valeur maximale
sur la moitie´ d’une pe´riode est pre´fe´rable. Si on augmentait encore l’en-
trefer, on pourrait constater que c’est le mode`le utilisant la distribution
sinuso¨ıdale de Bδr qui simulerait le mieux le comportement de ui,ph.
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Fig. 2.34−Premier harmonique de la tension induite de mouvement de
phase creˆte en fonction du parame`tre ltds pour la conﬁgura-
tion b© (18 encoches, 16 poˆles)
Lorsque la couverture d’aimant diminue, signiﬁant par la`-meˆme une
re´duction du parame`tre αp, l’inﬂuence sur la tension induite de mouve-
ment de phase est conside´rable. La ﬁgure 2.36 illustre ce comportement
d’ou` l’on peut de´duire que lorsque αp diminue, le mode`le analytique
a` privile´gier est celui qui approxime la distribution de Bδr sous forme
d’un trape`ze avec une valeur maximale sur 3/4 de pe´riode. Pour de pe-
tites couvertures d’aimants (αp < 0.4), le mode`le tenant compte d’une
distribution rectangulaire de l’induction dans l’entrefer s’ave`re le mieux
adapte´.
Les inﬂuences des diﬀe´rents parame`tres expose´s ci-dessus et illustre´s
aux ﬁgures 2.34, 2.35 et 2.36 montrent une tre`s bonne cohe´rence des
re´sultats ou` les tendances sont conformes a` la re´alite´, ce qui est recherche´
dans le domaine de l’optimisation. De plus, les diﬀe´rentes repre´sentations
peuvent eˆtre utilise´es en fonction du cahier des charges a` respecter. Pre-
nons l’exemple d’un cahier de charges ou` l’entrefer minimal a` respecter
est grand par rapport a` l’e´paisseur d’aimant : Dans ce cas, il serait
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Fig. 2.35−Premier harmonique de la tension induite de mouvement de
phase creˆte en fonction du parame`tre δ pour la conﬁguration
c© (18 encoches, 12 poˆles)
pre´fe´rable d’utiliser le mode`le magne´tique ou` la distribution de l’induc-
tion dans l’entrefer est conside´re´e comme sinuso¨ıdale.
Composantes magne´tiques de´termine´es par les circuits e´qui-
valents
La tension induite de mouvement, pour la me´thode des circuits magne´-
tiques e´quivalents, est calcule´e en utilisant directement l’e´quation (2.134).
Des simulations analytiques et FEM ont e´te´ re´alise´es selon la conﬁgura-
tion du tableau 2.12 avec ntrm = 10000 et Nsp = 100.
Concernant les simulations analytiques, deux mode`les ont e´te´ utilise´s
pour la de´termination de la tension induite de mouvement de phase.
Dans le premier, le ﬂux totalise´ d’une bobine prend en compte le ﬂux
total passant dans une dent statorique (y compris les ﬂux de franges).
Dans le deuxie`me mode`le, vient s’ajouter, en plus du ﬂux pre´ce´demment
74 2. Moteur synchrone avec dents statoriques
0
2
4
6
8
10
12
14
16
18
20
22
24
26
0.5 0.55 0.6 0.65 0.7 0.75 0.8 0.85 0.9 0.95 1
αp  [-]
U
i,p
h 
[V
]
FEM - aimantation parallèle
FEM - aimantation radiale
Analytique - selon forme trapézoïdale de l'induction dans l'entrefer
(max sur 3/4 de période)
Analytique - selon forme trapézoïdale de l'induction dans l'entrefer
(max sur1/2 de période)
1
^
Fig. 2.36−Premier harmonique de la tension induite de mouvement de
phase creˆte en fonction du parame`tre αp pour la conﬁgura-
tion c© (18 encoches, 12 poˆles)
cite´, un quart du ﬂux passant dans le fonds des encoches. Ainsi, le ﬂux
totalise´ s’exprime :
Premier mode`le :
1Ψˆab = NspΦds1 (2.151)
Deuxie`me mode`le :
1Ψˆab = Nsp
[
Φds1 +
1
4
(Φf1 +Φf3)
]
(2.152)
et la tension induite de mouvement de phase :
1Uˆi,ph = 1Ψˆab2πf (2.153)
La tendance de la tension induite de mouvement de phase de´termine´e
d’une manie`re analytique est cohe´rente avec les simulations FEM. Le
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Fig. 2.37−Premier harmonique de la tension induite de mouvement de
phase creˆte en fonction de lds
second mode`le permet de tenir compte du ﬂux traversant une partie de
la bobine mais ne passant pas par la dent statorique. On remarque, en
analysant les re´sultats, que le second mode`le est une meilleure approxi-
mation et permet de sous-estimer un peu moins la tension induite de
mouvement de phase.
Les ﬁgures 2.37, 2.38 et 2.39 re´sument les re´sultats de simulations en
fonction, respectivement, des parame`tres lds, hds et δ.
Concernant l’inﬂuence de l’entrefer, le premier mode`le est mieux adapte´
au grand entrefer, a` contrario du second mode`le qui satisfait mieux les
petits entrefers. Ajoutons encore que le circuit magne´tique complet ne
prend pas en conside´ration les ﬂux de fuite se refermant dans l’entrefer
(sans passer par la culasse statorique), qui fait que lorsque l’entrefer
augmente, 1Uˆi,ph a tendance a` eˆtre sur-estime´ (FIG. 2.39).
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Fig. 2.38−Premier harmonique de la tension induite de mouvement de
phase creˆte en fonction de hds
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Fig. 2.39−Premier harmonique de la tension induite de mouvement de
phase creˆte en fonction de δ
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2.6 Mode`le e´lectrique
2.6.1 Introduction
Cette section pre´sente l’e´tablissement de l’e´quation de tension induite
en introduisant le calcul des re´sistances e´lectriques et des inductances.
Les types d’alimentation d’un moteur synchrone a` aimants permanents
sont expose´s en tenant compte des connexions e´lectriques (« e´toile » et
« triangle »). Comme hypothe`se simpliﬁcatrice, nous prenons en compte,
dans cette e´tude, uniquement le premier harmonique des grandeurs e´lec-
triques pour un re´gime triphase´. Ainsi, le syste`me e´tudie´ devient un
syste`me a` re´gime triphase´ e´quilibre´, purement sinuso¨ıdal.
2.6.2 Re´sistance e´lectrique et inductance
La re´sistance e´lectrique de phase est de´ﬁnie a` partir de la longueur
moyenne d’une spire lmsp, de la re´sistivite´ du conducteur ρe,co et de
la section active du conducteur Sco :
Rph = ρe,co
Nsplmsp
Sco
(2.154)
Pre´cisons que la re´sistance e´lectrique est, ici, de´termine´e pour une conne-
xion en se´rie des spires composant une phase e´lectrique.
Dans un syste`me triphase´, en appliquant les lois de Kirchhoﬀ, on peut
de´ﬁnir l’inductance propre apparente d’une phase Ls, en regroupant les
inductances propres et mutuelles de phase [12, chap. 12] et qui peut
s’exprimer :
Ls = Lσs + Lh (2.155)
ou` Lσs et Lh correspondent respectivement a` l’inductance de fuite et
l’inductance de champ principal apparente d’une phase.
Dans [23, chap. 3], une me´thode de calcul est propose´e pour de´terminer
Lh qui s’e´crit :
Lh =
24
π
τpli
p(δ + ea)
(
Nsp
1kw
)2 · 10−7 (2.156)
en admettant les hypothe`ses suivantes :
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i) la perme´abilite´ du fer est conside´re´e comme inﬁnie ;
ii) la perme´abilite´ de l’aimant est μ0 ;
iii) l’inductance est de´termine´e a` partir du champ tournant cre´e´ par le
bobinage triphase´ ;
iv) seul le fondamental du champ tournant est pris en compte.
On se propose d’e´laborer une seconde variante qui tient compte d’une
induction carre´e sous une bobine en admettant toujours que le ﬂux mu-
tuel entre phases correspond a` la moitie´ du ﬂux de champ principal.
L’induction maximale dans l’entrefer ge´ne´re´e par une bobine s’exprime ;
B = μ0i
Nsb
2(δ + ea)
(2.157)
et le ﬂux propre d’une bobine :
Φ = μ0i
Nsbszτdli
2(δ + ea)
(2.158)
et le ﬂux totalise´ propre d’une phase :
Ψ = μ0
szτdli
2 (δ + ea)
Zn
m
N2sb (2.159)
et l’inductance de champ principal apparente d’une phase :
Lh =
3
2
Ψ
i
=
3
2
μ0
szτdli
2 (δ + ea)
Zn
m
N2sb (2.160)
Cette version tient compte du ﬂux mutuel passant d’une dent a` l’autre
a` travers l’encoche. En eﬀet, dans une conﬁguration avec un bobinage
a` doubles couches, une partie du ﬂux qui, dans un bobinage a` simple
couche, est conside´re´ comme des fuites, se trouve ici estime´ comme une
partie du ﬂux commun aux phases. Il reste cependant toujours des ﬂux
de fuite en fonds d’encoches qui peuvent eˆtre non-ne´gligeables lorsque
celles-ci sont profondes. La ﬁgure 2.40 montre l’inﬂuence de l’e´paisseur
d’aimant sur l’inductance Ls pour la conﬁguration c© avec lds = 6mm.
Dans cet exemple, les ﬂux de fuites sont ne´glige´s du fait de la ge´ome´trie
des encoches.
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Fig. 2.40− Inductance propre apparente de phase en fonction de ea pour
la conﬁguration c© du tableau 2.1. Les re´sultats analytiques
de´coulent de l’e´quation (2.160)
Cependant, pour des structures posse´dant des phases qui ne sont pas
e´quilibre´es spatialement (p.e. 18 encoches et 16 poˆles), le mode`le peut
fortement souﬀrir d’approximations dues au regroupement coˆte a` coˆte
des bobines d’une meˆme phase. De telles conﬁgurations posse`dent des
sous-harmoniques dont on ne tient pas compte dans le mode`le. Les
mode`les d’inductances propose´s, a` de´faut d’eˆtre pre´cis, nous permettent
de de´terminer l’ordre de grandeur.
A partir de la re´sistance de phase et de l’inductance, il est possible de
de´ﬁnir la constante de temps e´lectrique τel :
τel =
Ls
Rph
(2.161)
2.6.3 Equation de tension induite de phase
L’e´quation de tension induite d’une phase s’e´crit pour un syste`me tri-
phase´ a` grandeurs purement sinuso¨ıdales (phase 1) :
uph1 = Rphiph1 + Ls
diph1
dt
+ ui,ph1 (2.162)
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qui se de´veloppe en grandeur complexe :
Uph1 = RphIph1 + jωLsIph1 + Ui,ph1 (2.163)
Prenons le cas du fonctionnement a` rendement optimal ou` l’angle ψ 1 est
nul [12, chap. 13]. Dans ce cas, la tension de phase creˆte s’e´nonce :
Uˆph =
√(
RphIˆph + Uˆi,ph
)2
+
(
ωLsIˆph
)2
(2.164)
Le cas du fonctionnement a` couple optimal est traite´ dans [12, chap. 12].
La densite´ de courant eﬃcace J dans un conducteur s’exprime :
J =
Iph
Sco
(2.165)
avec Sco correspondant a` la section active d’un conducteur et de´ﬁnie par
l’e´quation (2.13).
2.6.4 Alimentation
Le moteur synchrone a` aimants permanents triphase´ peut eˆtre pilote´ par
un pont de puissance de´crit a` la ﬁgure 2.41 selon trois types d’alimenta-
tion distincts [24, 25] :
– sinuso¨ıdale 2 ;
– commutation par bloc a` 120˚ 3 ;
– commutation par bloc a` 180˚ 3.
Le pont de puissance triphase´ (FIG. 2.41) a pour but de de´ﬁnir des
potentiels de phases conformes au type d’alimentation choisi a` l’aide
d’une modulation d’amplitude a` largeur d’impulsions (MLI) applique´e
sur les transistors.
Les types d’alimentation en commutation par bloc a` 120˚ et 180˚ sont
caracte´rise´s par 6 phases de commutation sur une pe´riode e´lectrique
(tous les 60˚ e´lectriques) et de´ﬁnissent ainsi 6 e´tats distincts. La ﬁgure
1Angle entre la tension induite de mouvement de phase et le courant de phase
2Moteur synchrone auto-commute´
3Moteur a` courant continu sans collecteur
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Fig. 2.41−Pont de puissance a` 6 transistors pour alimentation triphase´e
(FIG. 2.42) repre´sente un de ces 6 e´tats pour l’alimentation en commuta-
tion par bloc a` 120˚ en « e´toile » (FIG. 2.42a), en commutation par bloc
a` 120˚ en « triangle » (FIG. 2.42b) et en commutation par bloc a` 180˚ en
« e´toile » (FIG. 2.42c).
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Fig. 2.42−Etat de commutation
Il est ne´cessaire de pre´ciser que la pe´riode transitoire dans l’e´tablissement
des courants de phase est ne´glige´e. Il s’ensuit l’hypothe`se d’un courant
instantane´ment e´tabli et des ﬂancs droits pour les courants de phases
(commutation par bloc a` 120˚ et 180˚ ). On fait e´galement l’hypothe`se,
dans un e´tat de commutation par bloc, que le courant de phase est
constant (moyenne) durant toute la pe´riode, ce qui n’est pas le cas en
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re´alite´ a` cause des variations des tensions induites de phase.
2.6.4.1 Alimentation sinuso¨ıdale
L’alimentation sinuso¨ıdale correspond a` des tensions et courants de phase
sinuso¨ıdaux dans un re´gime triphase´ syme´trique. Ainsi, les courants de
chaque phase sont de´cale´s d’un angle e´lectrique de 120˚ (FIG. 2.43).
0 60 120 180 240 300 360
i ph
Phase 1 Phase 2 Phase 3
Iph
^
Angle électrique [°]
Fig. 2.43−Courants de phase pour une alimentation sinuso¨ıdale
Dans ce type de commande, les rapports cycliques du «MLI » sont de´ﬁnis
aﬁn d’obtenir des tensions de phase sinuso¨ıdales.
Concernant la valeur creˆte de la tension de phase, vu le caracte`re si-
nuso¨ıdal de l’alimentation, l’e´quation (2.164) est directement applicable.
2.6.4.2 Commutation par bloc a` 120˚
La ﬁgure 2.44 repre´sente le courant de phase (pour une connexion « e´toile »)
avec son premier harmonique dont la valeur creˆte vaut :
1Iˆph =
2
√
3
π
Iˆph =
2
√
3
π
Iˆli (2.166)
2.6. Mode`le e´lectrique 83
avec Iˆli correspondant a` la valeur creˆte de ligne. La valeur eﬃcace du
courant de phase s’e´crit :
Iph =
√
2√
3
Iˆph =
√
2√
3
Iˆli (2.167)
et la tension de phase creˆte s’exprime :
Uˆph =
√(
Rph 1Iˆph + Uˆi,ph
)2
+
(
ωLs 1Iˆph
)2
(2.168)
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Fig. 2.44−Courants de phase pour une alimentation par commutation
a` 120˚ (connexion en « e´toile »)
Pour une connexion « triangle » (FIG. 2.45), le premier harmonique du
courant de phase se de´cline :
1Iˆph =
3
π
Iˆph =
2
π
Iˆli (2.169)
et le courant de phase eﬃcace :
Iph =
1√
2
Iˆph =
2
3
√
2
Iˆli (2.170)
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Fig. 2.45−Courants de phase pour une alimentation par commutation
a` 120˚ (connexion en « triangle ») et par commutation a` 180˚
(connexion en « e´toile »)
2.6.4.3 Commutation par bloc a` 180˚
La ﬁgure 2.45 repre´sente le courant de phase (pour une connexion en
« e´toile ») avec son premier harmonique dont la valeur creˆte vaut :
1Iˆph =
3
π
Iˆph =
3
2π
Iˆli (2.171)
et le courant de phase eﬃcace :
Iph =
1√
2
Iˆph =
1
2
√
2
Iˆli (2.172)
La tension de phase creˆte est de´termine´e a` partir de (2.168).
La commutation par bloc a` 180˚ n’est valable que pour une connexion
en « e´toile ». Une telle alimentation pour une connexion en « triangle »
n’est pas optimale. Ceci est duˆ au courant circulant dans la phase court-
circuite´e et agissant comme un frein.
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2.7 Puissances et couples
2.7.1 Introduction
Cette section expose la de´termination des diﬀe´rentes puissances a` partir
de la tension induite de mouvement de phase en tenant compte des pertes
issues du moteur (pertes Joule et pertes fer). Le couple est de´termine´ a`
partir de la puissance.
2.7.2 Bilan de Puissance
Avant de pre´senter les diﬀe´rentes composantes de la chaˆıne e´nerge´tique,
il est inte´ressant d’e´tablir le bilan de puissance sous forme graphique
(2.46) avec l’utilisation des parame`tres suivants :
Pel Puissance e´lectrique
Pelmag Puissance e´lectromagne´tique
Pmec Puissance me´canique
PFe Pertes dans la fer
PJoule Pertes joule dans le bobinage
Pfrot Pertes par frottement (roulements, charge)
 Pel   Pelmag Pmec 
PJoule PFe Pfrot 
(a) Mode moteur
  
 PJoule
Pelmag Pel
Pfrot PFe
Pmec
(b) Mode ge´ne´rateur
Fig. 2.46−Bilan de puissance
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2.7.3 Puissance e´lectromagne´tique
La puissance e´lectromagne´tique est une puissance ﬁctive qui ne tient
pas compte des pertes dans le fer. Elle peut s’exprimer a` partir de la
tension induite de mouvement de phase et du courant de phase pour des
grandeurs sinuso¨ıdales :
Pelmag = mUi,phIph cosψ (2.173)
Pour des grandeurs non-sinuso¨ıdales, le premier harmonique des compo-
santes est utilise´ pour approximer la puissance e´lectromagne´tique :
Pelmag = m 1Ui,ph 1Iph cosψ (2.174)
avec m correspondant au nombre de phases. Pre´cisons que les grandeurs
calcule´es sont des valeurs moyennes. Pour le fonctionnement a` rendement
optimal, le de´phasage entre la tension induite de mouvement de phase
et le courant de phase est nul. Ainsi, ψ = 0.
La de´termination de la puissance e´lectromagne´tique a` l’aide du premier
harmonique de la tension induite de mouvement de phase et du courant
de phase est une approximation justiﬁe´e dans un contexte d’optimisation.
De plus, dans une connexion « e´toile », l’harmonique de rang multiple de
trois du courant de phase n’existe pas de par la nature de la connexion.
2.7.4 Pertes dans le moteur
2.7.4.1 Pertes par eﬀet Joule
Pour un moteur posse´dant m phases, les pertes par eﬀet Joule PJoule
s’expriment :
PJoule = mRphI2ph = ρe,coJ
2Vco (2.175)
2.7.4.2 Pertes fer
Le mode`le de pertes fer pre´sente´ et de´taille´ dans [12, chap. 1] prend
en compte les pertes par hysteresis et par courants de Foucault dans la
culasse statorique et les dents statoriques. Les pertes par courants de
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Foucault dans les aimants permanents et dans la culasse rotorique par
eﬀet d’encoches ne sont pas pris en conside´ration dans cette e´tude.
PFe = PFe,ds + PFe,cs (2.176)
avec PFe,ds qui concerne les pertes fer dans les dents statoriques :
PFe,ds = CpFe
(
f
50
)kFe
Bˆ2ds,mds (2.177)
avec PFe,cs qui concerne les pertes fer dans la culasse statorique :
PFe,cs = CpFe
(
f
50
)kFe
Bˆ2csmcs (2.178)
ou` CpFe et kFe correspondent respectivement au chiﬀre de pertes fer et a`
l’exposant de pertes fer. Pratiquement, ces deux parame`tres sont re´gle´s
aﬁn d’approcher au mieux les valeurs de pertes fer spe´ciﬁques donne´es
par les fournisseurs de mate´riaux ferromagne´tiques doux.
La ﬁgure 2.47 repre´sente le re´glage des courbes analytiques (2.176) par
rapport aux donne´es fournisseur des pertes fer spe´ciﬁques pour le mate´-
riau en FeSi M270-35A (Cogent). Le meˆme jeu de valeurs des parame`tres
CpFe et kFe est utilise´ pour diﬀe´rentes fre´quences e´lectriques. On peut
appre´cier l’approximation re´alise´e avec le mode`le qui permet de ca-
racte´riser le mate´riau dans une grande plage [Bˆ,f ] avec un seul jeu de
parame`tre, ce qui est un avantage indubitable dans un contexte d’opti-
misation.
2.7.5 Puissance me´canique et e´lectrique
A partir de la puissance e´lectromagne´tique, on peut de´duire la puissance
me´canique Pmec et la puissance e´lectrique Pel consomme´e selon le bilan
de puissance de´ﬁni a` la ﬁgure 2.46a :
Pmec = Pelmag − PFe − Pfrot (2.179)
Pel = Pelmag + PJoule (2.180)
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Fig. 2.47−Pertes fer spe´ciﬁques en fonction de l’induction creˆte pour
diﬀe´rentes fre´quences e´lectriques. Mate´riau FeSi : M270-35A
(Cogent)
2.7.6 Rendement
Le rendement du moteur s’e´crit :
η =
Pmec
Pmec + PJoule + Pfer + Pfrot
(2.181)
2.7.7 Couple e´lectromagne´tique et me´canique
Les couples e´lectromagne´tique et me´canique sont calcule´s a` partir de la
puissance e´lectromagne´tique et me´canique en tenant compte de la vitesse
de rotation Ω du moteur, et donnent respectivement :
Celmag =
Pelmag
Ω
=
30
π
Pelmag
ntrm
(2.182)
Cmec =
Pmec
Ω
=
30
π
Pmec
ntrm
(2.183)
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Le tableau 2.15 re´sume les simulations FEM et analytiques du couple
e´lectromagne´tique pour les conﬁgurations du tableau 2.13. Les re´sultats
de calculs analytiques prennent en compte les deux repre´sentations trape´-
zo¨ıdales de la distribution d’induction radiale dans l’entrefer selon (2.76)
et (2.77). L’erreur du mode`le analytique par rapport aux simulation FEM
est infe´rieure a` 7%.
Tab. 2.15−Couple e´lectromagne´tique avec courant de phase sinuso¨ıdal
(Iˆph = 10A)
Conﬁgurations a© b© c© d© e© f© g©
F
E
M
Celmag [Nm]
aimantation paralle`le
28.5 30.3 28 32.8 32 32 32.9
Celmag [Nm]
aimantation radiale
27.7 29.5 27.3 32.6 32.7 32.6 33.4
A
n
a
ly
ti
q
u
e
Celmag [Nm]
avec 1Bˆδr selon eq. (2.76)
26.7 29.1 26.7 30.8 30.8 30.9 31.5
erreur aimant. paralle`le 6.3% 4% 4.6% 6.1% 3.8% 3.4% 4.3%
erreur aimant. radiale 3.6% 1.4% 2.2% 5.5% 5.8% 5.2% 5.7%
Celmag [Nm]
avec 1Bˆδr selon eq. (2.77)
28.9 31.5 28.9 33.3 33.2 33.3 33.9
erreur aimant. paralle`le 1.4% 4% 3.2% 1.5% 3.8% 4.1% 3%
erreur aimant. radiale 4.3% 6.8% 5.9% 2.1% 1.5% 2.1% 1.5%
L’inﬂuence du parame`tre δ sur le couple e´lectromagne´tique peut eˆtre
appre´cie´e a` la ﬁgure 2.48. Comme pour la tension induite de phase, le
comportement du mode`le analytique est plus que satisfaisant par rapport
aux simulations FEM.
La ﬁgure 2.49 montre l’inﬂuence des teˆtes de dents statoriques sur le
couple e´lectromagne´tique pour des courants de phase creˆtes de 2, 5 et 10
ampe`res. On remarque un eﬀet singulier sur les simulations FEM pour
des courants creˆtes de 5 et 10 ampe`res lorsque les teˆtes de dent recouvrent
presque totalement les encoches : Le couple e´lectromagne´tique s’aﬀaiblit.
Ceci s’explique par la saturation magne´tique des dents statoriques due
aux ﬂux de fuites magne´tiques cre´e´s par les courants de phase. Pour un
courant de phase faible (2A), le ﬂux magne´tique ge´ne´re´ par celui-ci ne
parvient pas a` saturer les dents statoriques et il en re´sulte que le couple
e´lectromagne´tique est strictement croissant en fonction de ltds.
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Fig. 2.48−Couple e´lectromagne´tique en fonction de δ avec Iˆph = 10A
pour la conﬁguration c© (18 encoches, 12 poˆles)
2.7.8 Couple duˆ a` l’eﬀet d’encoches
Le couple duˆ a` l’eﬀet d’encoches, ou couple re´luctant, est produit par
la variation de la re´luctance d’entrefer et les aimants permanents. Le
nombre de pe´riodes du couple re´luctant Nrel sur une re´volution comple`te
du rotor est de´termine´ par le plus petit multiple commun entre le nombre
d’encoches statoriques et le nombre de poˆles magne´tiques. Le parame`tre
krel est introduit, agissant comme un indicateur d’amplitude du couple
re´luctant pour les combinaisons d’encoches et de poˆles :
krel =
2pZn
Nrel
(2.184)
Bien qu’il n’y ait pas de relation formelle entre krel et l’amplitude du
couple re´luctant, il a e´te´ e´tabli que plus krel est grand, plus le couple
re´luctant est important [26].
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Fig. 2.49−Couple e´lectromagne´tique en fonction de ltds pour la conﬁ-
guration b© (18 encoches, 16 poˆles)
L’annexe C re´pertorie les valeurs de Nrel et krel pour diﬀe´rentes combi-
naisons d’encoches et de poˆles.
Une me´thode, qui n’est pas pre´sente´e dans ce rapport, consiste a` calculer
l’induction magne´tique dans l’entrefer pour un stator lisse et introduire
par la suite une fonction de perme´ance d’entrefer relative aux dents et
aux encoches [27]. Le couple re´luctant est ensuite de´termine´ par Maxwell
par superposition des contributions de couple de chaque dent [28, 29].
2.8 Mode`le thermique
2.8.1 Introduction
Le mode`le thermique e´tabli est base´ sur la the´orie des circuits e´quivalents
[30]. Il tient compte de la conduction thermique dans les diﬀe´rentes
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parties du moteur, ainsi que de la convection et du rayonnement vers
l’exte´rieur. Deux types de convection sont prises en compte : la convec-
tion naturelle et force´e.
2.8.2 Hypothe`ses
Avant de pre´senter le mode`le thermique, il est ne´cessaire d’exposer les
diﬀe´rentes hypothe`ses et approximations prises en conside´ration :
i) le moteur est forme´ de plusieurs couches circulaires (FIG. 2.50).
Chacune de ces couches est conside´re´e comme thermiquement ho-
moge`ne. Pour des couches non-homoge`nes, une conductivite´ ther-
mique e´quivalente est de´termine´e ;
ii) le ﬂux thermique est radial et dirige´ vers l’exte´rieur (FIG. 2.50).
Ainsi, la tempe´rature dans la structure n’est fonction que de la po-
sition radiale (T = T (r)) et le mode`le est unidimensionnel [31].
On admet, cependant, une dissipation thermique par convection et
rayonnement sur les deux extre´mite´s de la culasse statorique in-
cluant la section des bobines et la carcasse exte´rieure ;
iii) la conduction et convection dans l’entrefer sont ne´glige´es. Le ﬂux
thermique dans le rotor produit par les e´le´ments du stator n’est pas
pris en compte. On admet que les aimants permanents ont la meˆme
tempe´rature que les bobines ;
iv) les pertes fer dans la culasse statorique et les pertes par eﬀet Joule
dans le bobinage sont les seules sources de chaleur conside´re´es. Elles
sont re´parties uniforme´ment dans leur milieu respectif ;
v) les re´sistances thermiques de contact entre les diﬀe´rents mate´riaux
sont ne´glige´es. Bien qu’elles soient signiﬁcatives dans certains cas,
il est tre`s diﬃcile de les quantiﬁer et encore moins de les mode´liser ;
vi) les re´gimes thermiques transitoires ne sont pas mode´lise´s. Seul le
re´gime permanent est pris en compte ;
vii) l’unite´ de tempe´rature utilise´e est le degre´ Celsius pour les va-
leurs absolues. Il est important de souligner que les e´chelles de
tempe´rature Kelvin et Celsius sont identiques en valeur relative.
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1: couche dent-encoche avec conductivité thermique équivalente
2: couche culasse statorique
3: couche carcasse extérieure
Fig. 2.50−Flux thermique dans le moteur avec couches e´quivalentes
2.8.3 Circuit thermique e´quivalent
Le circuit thermique e´quivalent, de´coulant de l’e´quation de la chaleur
(Annexe D), est repre´sente´ a` la ﬁgure 2.51.
PJoule PFe,ds PFe,cs
Rth,ds,b Rth,cs1 Rth,cs2 Rth,h Rth,cTb Ts Ta
Fig. 2.51−Circuit thermique e´quivalent simpliﬁe´ du moteur synchrone
a` dents statoriques
Le circuit est compose´ de sources de chaleur (PJoule, PFe,ds et PFe,cs), de
re´sistances de conduction de´ﬁnissant la couche dent-encoche (Rth,ds,b),
la culasse statorique (Rth,cs1 et Rth,cs2) et la carcasse exte´rieure (Rth,h),
et d’une re´sistance de convection (Rth,c). Ta, Tb et Ts repre´sentent res-
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pectivement la tempe´rature ambiante, la tempe´rature des bobines et la
tempe´rature de la surface externe du moteur.
Selon le circuit thermique de la ﬁgure 2.51, la tempe´rature de bobine Tb
et la tempe´rature de surface externe Ts s’expriment respectivement :
Tb = Ta + (Rth,ds,b +Rth,cs +Rth,h +Rth,c) (PJoule + PFe,ds)
+ (Rth,cs2 +Rth,h +Rth,c)PFe,cs (2.185)
Ts = Ta +Rth,c (PJoule + PFe) (2.186)
avec
Rth,cs = Rth,cs1 +Rth,cs2 (2.187)
2.8.4 Re´sistance thermique due a` la conduction
Dans un syste`me a` ﬂux thermique radial, la re´sistance de conduction
d’une couche circulaire vaut :
Rth =
ln
(
re
ri
)
2πlλ
(2.188)
ou` ri et re repre´sentent le rayon de la surface respectivement inte´rieure
et exte´rieure de la couche circulaire, l exprime la longueur de la couche
circulaire et λ est la conductivite´ thermique du milieu.
L’e´quation (2.188) donne le calcul de la re´sistance thermique d’une couche
passive. Lorsque a` l’inte´rieur meˆme de la couche circulaire, de la chaleur
est uniforme´ment ge´ne´re´e, le circuit thermique e´quivalent de la couche
forme un circuit en « T » repre´sente´ a` la ﬁgure 2.52. Il est compose´
de deux re´sistances, exprime´es par les expressions (2.189) et (2.190), et
d’une puissance thermique Pth ge´ne´re´e dans la couche.
Rth1 =
1
4πlλ
⎡
⎣2r2e ln
(
re
ri
)
r2e − r2i
− 1
⎤
⎦ (2.189)
Rth2 =
1
4πlλ
⎡
⎣1− 2r2i ln
(
re
ri
)
r2e − r2i
⎤
⎦ (2.190)
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Pth
Rth1 Rth2
Fig. 2.52−Circuit thermique e´quivalent en « T » d’une couche avec une
ge´ne´ration uniforme de chaleur
La puissance ge´ne´re´e en amont de la couche traverse les deux re´sistances
thermiques Rth1 et Rth2 tandis que la puissance ge´ne´re´e dans la couche
ne traverse que la seconde re´sistance thermique Rth2.
Les re´sistances thermiques des diﬀe´rents milieux s’expriment, en tenant
compte de la ge´ome´trie :
Rth,ds,b =
1
4πlcsλds,b
⎡
⎣1− 2
(
da
2
)2
ln
(
da+2hds
da
)
(
da
2 + hds
)2 − (da2 )2
⎤
⎦ (2.191)
Rth,cs1 =
1
4πlcsλcs
⎡
⎣2
(
da
2 + hds + ecs
)2
ln
(
da+2(hds+ecs)
da+2hds
)
(
da
2 + hds + ecs
)2 − (da2 + hds)2 − 1
⎤
⎦
(2.192)
Rth,cs2 =
1
4πlcsλcs
⎡
⎣1− 2
(
da
2 + hds
)2
ln
(
da+2(hds+ecs)
da+2hds
)
(
da
2 + hds + ecs
)2 − (da2 + hds)2
⎤
⎦ (2.193)
Rth,h =
ln
(
de
de−2eh
)
2πlhλh
(2.194)
avec λds,b, λcs et λh correspondant a` la conductivite´ thermique e´quiva-
lente, respectivement de la couche dent-encoche, de la culasse statorique
et de la carcasse exte´rieure.
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Malgre´ le fait que les pertes fer dans les dents statoriques et les pertes par
eﬀet Joule dans les bobines ne soient pas produites dans le meˆme milieu,
ce qui, par conse´quent, conduit a` une structure he´te´roge`ne, l’hypothe`se
d’une couche circulaire parfaitement homoge`ne, tant au niveau de la
conductivite´ thermique que de la re´partition des pertes, est toutefois
prise en conside´ration.
2.8.4.1 Conductivite´ thermique
La conductivite´ thermique est une des caracte´ristiques thermiques du
mate´riau. Une couche he´te´roge`ne peut eˆtre simule´e par une couche ho-
moge`ne en de´terminant une conductivite´ thermique e´quivalente de la
zone.
Concernant les bobines, on conside`re un milieu fait de cylindres de cuivre
dans une matrice faite d’un mate´riau isolant. Par approximation, on
utilise le coeﬃcient de remplissage kCu pour calculer la conductivite´
thermique e´quivalente d’une bobine λb en admettant que le mate´riau
constituant la matrice et les cylindres de cuivre sont dispose´s en se´rie
par rapport a` la direction du ﬂux thermique :
λb =
λis,coλco
kCuλis,co + (1− kCu)λco (2.195)
avec λis,co et λco correspondant a` la conductivite´ thermique respective-
ment de l’isolant 1 et des conducteurs.
Un autre mode`le, tire´ d’une e´tude sur le refroidissement des machines
tournantes [32], prend en conside´ration l’arrangement des conducteurs
dans la bobine selon des directions particulie`res (FIG. 2.53). C’est un
mode`le expe´rimental, dont la pre´cision est accrue par rapport a` (2.195).
λb = kλλis,co (2.196)
avec kλ e´tant le coeﬃcient de conductivite´ thermique en fonction du co-
eﬃcient de remplissage de l’encoche kCu de´termine´ a` partir du graphique
de la ﬁgure 2.53.
1L’isolant peut eˆtre une re´sine ou simplement l’air dans lesquels sont noye´s les
conducteurs.
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kλ
Fig. 2.53−Conductivite´ thermique e´quivalente d’une bobine statorique
en fonction de la proportion volumique de cuivre [32]
Un tel mode`le, bien que plus pre´cis, est moins aise´ a` mettre sous forme
analytique du fait du caracte`re expe´rimental des donne´es et e´galement
des courbes re´gle´es fonctions de l’arrangement des conducteurs.
La conductivite´ e´quivalente d’une dent statorique λds, qui est la meˆme
que celle de la culasse statorique, est de´termine´e par la mise en paralle`le
de toˆles ferromagne´tiques et de couches d’isolant. La proportion entre
les deux e´le´ments est caracte´rise´e par le coeﬃcient de foisonnement kf .
λds = λcs = kfλis,lam + (1− kf )λlam (2.197)
avec λis,lam et λlam e´tant la conductivite´ thermique respectivement de
l’isolant et des toˆles ferromagne´tiques.
La conductivite´ thermique e´quivalente de la couche dent-encoche est
de´termine´e par la mise en paralle`le de λb et λds en proportion de leur
mate´riau respectif, ce qui donne :
λds,b =
Znlmeshes
π(da + hds)hds
λb +
(
1− Znlmeshes
π(da + hds)hds
)
λds (2.198)
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Le tableau D.2 de l’annexe D re´pertorie les valeurs de conductivite´ ther-
mique de quelques mate´riaux pouvant eˆtre utilise´s dans un moteur.
2.8.5 Re´sistance thermique due a` la convection
La re´sistance de convection est de´termine´e par l’e´quation suivante :
Rth,c =
1
(hc1 + hr)S1 + 2(hc2 + hr)S2
(2.199)
avec hc1 et hc2 correspondant au coeﬃcients de transfert de chaleur par
convection, respectivement pour la surface S1 et S2 (FIG. 2.54), et hr
correspondant au coeﬃcient de transfert de chaleur par rayonnement.
La surface late´rale de la carcasse exte´rieure S1 et la surface d’extre´mite´
de la culasse statorique et de la carcasse exte´rieure S2 s’expriment :
S1 = πdelh (2.200)
S2 =
1
4
π
(
d2e − d2a
)
(2.201)
S1
S2
Fig. 2.54−Surfaces radiales et late´rales de convection/rayonnement
Dans cette e´tude, on conside`re deux types de convection caracte´rise´s par
deux mode`les distincts : la convection naturelle et la convection force´e.
La de´termination des coeﬃcients de transfert de chaleur par convection
et par rayonnement est expose´e a` l’annexe D.
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2.8.6 Parame`tres de´pendant de la tempe´rature
Certains parame`tres du mode`le sont de´pendants de la tempe´rature. Ainsi,
la re´sistivite´ e´lectrique des conducteurs ρe,co peut s’exprimer en fonction
de la tempe´rature de bobine Tb :
ρe,co = ρe,co0[1 + αco(Tb − T0)] (2.202)
ou` ρe,co0 est la re´sistivite´ e´lectrique a` la tempe´rature T0 et αco est le
coeﬃcient de tempe´rature de la re´sistivite´ e´lectrique.
L’induction re´manente des aimants permanents de´pend e´galement line´-
airement de la tempe´rature. En admettant l’hypothe`se conservatrice que
la tempe´rature des aimants permanents est la meˆme que celle des bo-
bines, Br s’exprime :
Br = Br0[1 − Tk(Tb − T0)] (2.203)
ou` Br0 correspond a` l’induction re´manente a` la tempe´rature T0 et Tk est
le coeﬃcient de tempe´rature de l’induction re´manente.
2.9 Equation du mouvement
Dans un syste`me rotatif, dont le re´fe´rentiel est le moteur et non la charge,
l’e´quation qui re´git le mouvement, selon Newton-Euler, s’e´crit :
Iz,m
d2θr
dt2
=
∑
i
Ci (2.204)
ou` Iz,m correspond a` l’inertie total rapporte´e au moteur (selon l’axe de
rotation du moteur z), θr est la position angulaire du rotor et
∑
i Ci
est la somme des couples rapporte´s au moteur. En de´taillant, (2.204)
devient :(
Iz,rot +
Iz,ch
r2
)
d2θr
dt2
= Cmec − Cfrot,m − Cfrot,ch
r
(2.205)
avec r correspondant au rapport de re´duction de l’entraˆınement, Cfrot,m
et Cfrot,ch e´tant les couples de frottement, respectivement du moteur et
de la charge entraˆıne´e.
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En admettant des couples de frottement sec et visqueux pour le moteur
et pour la charge, l’e´quation (2.205) peut s’e´crire :
(
Iz,rot +
Iz,ch
r2
)
d2θr
dt2
= Cmec−Cfrot,s,m−ξm dθr
dt
−Cfrot,s,ch − rξch
dθr
dt
r
(2.206)
ou` Cfrot,s,m et Cfrot,s,ch correspondent au couple de frottement sec,
respectivement du moteur et de la charge. ξm et ξch de´ﬁnissent, quant a`
eux, le coeﬃcient de frottement visqueux du moteur et de la charge. En
isolant les termes, l’e´quation (2.206) devient :(
Iz,rot +
Iz,ch
r2
)
d2θr
dt2
+ (ξm + ξch)
dθr
dt
= Cmec − Cfrot,s,m − Cfrot,s,ch
r
(2.207)
dont la solution de l’e´quation pour la vitesse de rotation du moteur Ω
s’exprime :
Ω =
dθr
dt
=
⎛
⎜⎝Cmec − Cfrot,s,m −
Cfrot,s,ch
r
ξm + ξch
⎞
⎟⎠(1− e− tτmec) (2.208)
avec τmec qui correspond a` la constante de temps me´canique du moteur :
τmec =
Iz,rot +
Iz,ch
r2
ξm + ξch
(2.209)
La constante de temps me´canique est un parame`tre important qui donne
des informations sur la dynamique du moteur. On fait l’hypothe`se que
le couple me´canique du moteur est constant et ne varie pas en fonction
de la vitesse.
CHAPITRE 3
Moteur synchrone sans dents statoriques
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3.1 Introduction
La mode´lisation du moteur synchrone sans dents statoriques, ou plus
commune´ment appele´ moteur synchrone a` bobinage dans l’entrefer, se
distingue par diﬀe´rentes conﬁgurations [33]. D’une part, elle repose sur
diﬀe´rents types de bobinage qui sont de´veloppe´s en de´tail dans les pages
suivantes :
– bobinage auto-porteur de type triangulaire ou oblique ;
– bobinage auto-porteur de type losange ou rhombique ;
– bobinage droit superpose´ ;
– bobinage droit juxtapose´ (pas de chevauchement des de´veloppantes).
Par la suite, seules les appellations « oblique » et « rhombique » pour les
bobinages auto-porteur sont utilise´es.
La mode´lisation des bobines inte`gre un mode`le de spires aligne´es pour les
bobinages auto-porteur de types oblique et rhombique et un mode`le de
spires en vrac pour les bobinages droits. Le fait de conside´rer un bobinage
en vrac nous permet d’utiliser le calcul par inte´gration, aﬁn de de´terminer
les diﬀe´rentes grandeurs caracte´ristiques des bobines. Seules les conﬁgu-
rations avec un nombre de bobines correspondant au nombre de phases
multiplie´ par le nombre de paires de poˆles sont prises en compte. Par
exemple, le cas d’une structure avec quatre poˆles et trois bobines n’est
pas traite´ dans ce chapitre.
L’induction magne´tique dans l’entrefer et dans les culasses est de´termine´e
a` l’aide du potentiel vecteur pour les structures avec p = 1 et a` l’aide
du potentiel scalaire pour les structures avec p > 1, aﬁn de pre´senter
diﬀe´rentes me´thodes de calcul.
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3.2 De´ﬁnition de la ge´ome´trie
La ge´ome´trie du moteur synchrone sans dents statoriques est parame´tre´e
selon la ﬁgure 3.1. Le diame`tre inte´rieur di et le diame`tre exte´rieur de
sont contraints a` partir du diame`tre d’ale´sage da :
de = da + 2 (ecs + eh) (3.1)
di = da − 2 (δ + ea + ecr) (3.2)
avec ecs, eh et ea qui expriment l’e´paisseur respectivement de la culasse
statorique, de la carcasse exte´rieure et des aimants permanents.
h
r  = d  / 20 i
r  = r  + e1 0 cr
r  = r  + e2 1 a
r  = r  + δ = d  / 23 2 a
r  = r  + e4 3 cs
r  = d  / 25 e
Fig. 3.1−Parame`tres ge´ome´triques du moteur synchrone sans dents sta-
toriques
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L’entrefer magne´tique de´coule de l’entrefer me´canique :
δ = δmec + hb (3.3)
Le diame`tre moyen de bobinage peut eˆtre calcule´ en prenant la moyenne
entre le diame`tre exte´rieur et le diame`tre inte´rieur du bobinage :
dbm =
dbi + dbe
2
(3.4)
Le diame`tre total d’un conducteur s’exprime :
dcot = dco + 2eic (3.5)
Chaque type de bobinage posse`de ses propres parame`tres, de´ﬁnis dans
les sections suivantes.
3.2.1 Bobinage auto-porteur
La ge´ome´trie des spires d’un bobinage auto-porteur peut eˆtre de type
oblique, comme repre´sente´e a` la ﬁgure 3.2 ou de type rhombique a` la
ﬁgure 3.3. Ce genre de bobinage permet une construction avec superpo-
sition de couches connecte´es e´lectriquement en paralle`le.
En introduisant le nombre de phases m et le nombre de spires par phase
Nsp, on peut de´terminer la distance angulaire entre deux spires :
αs =
2π
mNsp
(3.6)
Le nombre de spires par phase peut eˆtre de´duit du nombre de spires par
bobine :
Nsp = pNsb (3.7)
Aﬁn de de´terminer l’e´paisseur d’un bobinage, on introduit le parame`tre
relatif aux nombres de couches de bobines Ncs connecte´es en paralle`le :
hb = 2Ncsdcot (3.8)
Pre´cisons que chaque couche de bobinage comporte deux e´paisseurs de
conducteurs dues a` la superposition de spires successives.
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(a) 3D
l i
z
ϕ
(b) Parame´trisation
Fig. 3.2−Bobinage auto-porteur de type oblique
(a) 3D
l i
 z
ϕ
(b) Parame´trisation
Fig. 3.3−Bobinage auto-porteur de type rhombique
L’ouverture angulaire des bobines s’exprime, pour le type oblique :
β0 =
2π − αs
p
(3.9)
106 3. Moteur synchrone sans dents statoriques
et pour le type rhombique (ouverture sur un pas polaire) :
β0,max =
π
p
− αs
2
(3.10)
Pour un bobinage rhombique, l’ouverture de bobine peut varier. C’est
pour cette raison qu’il s’agit ici d’une valeur maximale.
Aﬁn de tenir compte de l’arrangement des spires dans le bobinage, on
de´ﬁnit un facteur d’alignement des spires de la couche la plus dense
(couche inte´rieure du bobinage) :
kas =
mNsp(dbi + dcot) arcsin
(
dcot
dbi+dcot
)
π(dbi + dcot)
(3.11)
si dbi 
 dcot, l’expression (3.11) se simpliﬁe :
kas =
mNspdcot
π(dbi + dcot)
(3.12)
La valeur maximale de ce parame`tre est l’unite´, ce qui correspond a`
une concentration maximale des spires, soit l’arrangement ide´al. Ce pa-
rame`tre kas est le rapport entre la portion de pe´rime`tre occupe´ par les
spires et le pe´rime`tre total. On peut e´galement de´ﬁnir un parame`tre
ge´rant l’e´talement d’une bobine :
αb = Nsbαs (3.13)
avec l’e´talement maximal correspondant :
αb,max =
π
mp
(3.14)
La longueur d’une spire, en fonction de sa position radiale, peut eˆtre
de´termine´e en utilisant la relation de Pythagore sur la surface cylindrique
parame´trique sur laquelle s’inscrit la spire, ce qui donne :
lsp(r) =
√
(rβ0)
2 + 4l2b type oblique (3.15a)
lsp(r) = 2
√
(rβ0)
2 + l2b type rhombique (3.15b)
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et la longueur moyenne de spire :
lmsp = lsp
(
dbm
2
)
(3.16)
Le volume des conducteurs (partie active) peut ainsi eˆtre de´termine´ en
sommant toutes les spires de toutes les couches :
Vco =
Ncs∑
k=1
lsp
(
dbi
2
+ dcot(2k − 1)
)
ScomNsp (3.17)
3.2.2 Bobinage droit superpose´
Les parame`tres caracte´risant le bobinage droit superpose´ sont repre´sente´s
a` la ﬁgure 3.4.
(a) 3D
αb
(b) Parame´trisation
(coupe axiale)
l i
/2
z
ϕ
(c) Parame´trisation
(coupe diame´trale)
Fig. 3.4−Bobinage droit superpose´
L’e´talement maximal d’une bobine s’e´crit :
αb,max =
π
mp
(3.18)
La longueur lb est diﬀe´rente pour chaque bobine. En eﬀet, dans une
telle conﬁguration, les bobines se chevauchent et les de´veloppantes de
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bobines se superposent. On peut ainsi de´ﬁnir un encombrement axial
approximatif total de bobine, qui prend en compte un arrangement ou`
les hauteurs hb s’additionnent :
lb,tot = li + (2m+ 1)hb (3.19)
On conside`re que la longueur rectiligne du bobinage correspond a` la
longueur active li du moteur. La longueur de spire moyenne par phase
peut eˆtre de´termine´e en faisant l’hypothe`se que les de´veloppantes suivent
le pe´rime`tre du bobinage, aﬁn de pouvoir laisser l’espace ne´cessaire pour
l’axe du moteur. Pour p = 1, les de´veloppantes se se´parent pour passer
de chaque coˆte´ du pe´rime`tre du bobinage (FIG. 3.5).
Fig. 3.5−De´veloppantes bobinage droit superpose´
La longueur moyenne d’une spire en fonction de la phase s’e´crit :
lmsp(ph) = 2 [li + lmde(ph)] (3.20)
avec lmde(ph) correspondant a` la longueur moyenne de de´veloppante d’un
coˆte´ du moteur en fonction de la phase et qui s’exprime :
lmde(ph) = [π + 2(ph− 2)]hb + dbm2
π
p
(3.21)
La mode´lisation tient compte de l’hypothe`se que les de´veloppantes sont
conﬁne´es a` l’exte´rieur du diame`tre interne du bobinage dbi. Pour m = 3,
la longueur moyenne d’une spire s’e´crit :
lmsp = 2
[
li + πhb +
dbm
2
π
p
]
(3.22)
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A partir de lmsp, le volume total des conducteurs (sans isolants) peut
eˆtre calcule´ :
Vco = lmspkCump
dbm
2
αbhb (3.23)
3.2.3 Bobinage droit juxtapose´
Le bobinage droit juxtapose´ posse`de des bobines adjacentes dont les
de´veloppantes ne se chevauchent pas (FIG. 3.6).
(a) 3D (b) Parame´trisation
(coupe axiale)
l i l b
α b
d b
m
2 /
l b0
α b
d b
m
4 /
z
ϕ
(c) Parame´trisation
(coupe diame´trale)
Fig. 3.6−Bobinage droit juxtapose´
L’ouverture de bobine maximale est donne´e par la relation suivante :
β0,max =
2π
mp
(3.24)
avec une conﬁguration particulie`re pour m = 2 :
β0,max =
π
2p
(3.25)
L’e´talement maximal d’une bobine αb,max en fonction de l’ouverture β0
donne :
αb,max =
β0
2
(3.26)
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En faisant l’hypothe`se que les de´veloppantes de bobines sont courbes,
la longueur moyenne d’une spire s’exprime en conside´rant la longueur
rectiligne du bobinage lb0 :
lmsp = 2(lb0 + lmde) (3.27)
avec
lmde =
⎧⎨
⎩
παb
dbm
2 + (β0 − 3αb)dbm2 αb < β03
παb
dbm
2
β0
3 ≤ αb ≤ β02
(3.28)
Le volume des conducteurs Vco est de´termine´ par l’e´quation (3.23).
La longueur d’une bobine lb s’e´crit :
lb = lb0 +
3
2
αbdbm (3.29)
3.3 Masses et inerties
Les masses et inerties des diﬀe´rents e´le´ments composant le moteur peuvent
eˆtre reprises de la section 2.3 a` l’exception des dents statoriques.
3.4 Mode`les magne´tiques
3.4.1 Introduction
Cette section a pour but de pre´senter le mode`le magne´tique statique du
moteur sans dents en utilisant l’e´quation de Poisson. Dans un premier
temps, la conﬁguration avec une paire de poˆle magne´tique est e´tudie´e,
dans laquelle le potentiel vecteur est de´termine´. Dans cette conﬁgura-
tion, on applique la me´thode des courants e´quivalents aﬁn de mode´liser
l’aimant permanent. Cette me´thode, qui repre´sente la magne´tisation de
l’aimant par des courants surfaciques, oﬀre l’avantage d’en tenir compte
uniquement dans l’expression des conditions aux limites. Dans un se-
cond temps, le mode`le sera e´tendu pour p > 1 avec la de´termination du
potentiel scalaire, aﬁn de pre´senter une seconde me´thode de re´solution.
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Dans cette conﬁguration, le raccourcissement angulaire des aimants per-
manents est conside´re´.
Les e´quations de Maxwell, les caracte´ristiques magne´tiques des aimants
permanents et des mate´riaux doux sont re´sume´es dans les sections 2.4.2,
2.4.3, 2.4.4 et 2.4.5.
3.4.2 Conditions aux limites
A l’interface de deux milieux, il est ne´cessaire de garantir la continuite´
du champ et de l’induction magne´tique. Pour ce faire, il faut introduire
des relations de continuite´ entre les deux milieux :
n×
(
H|2 − H |1
)
= Js (3.30)
n ·
(
B|1 − B|2
)
= 0 (3.31)
ou` n est le vecteur normal a` la surface de se´paration des deux milieux
et Js est la densite´ de courant surfacique.
3.4.3 Me´thode des courants e´quivalents
Cette me´thode, de´taille´e dans [34], permet de remplacer un aimant per-
manent par un solide parcouru par une densite´ de courant J et compose´
d’une inﬁnite´ de conducteurs e´lectriques d’e´paisseur nulle, Js, dispose´s
a` sa surface (FIG. 3.7).
 
M
 s
J

J

n
dμ

dμ
r
Fig. 3.7−Repre´sentation d’un aimant permanent a` l’aide des courants
e´quivalents
112 3. Moteur synchrone sans dents statoriques
La droite de retour d’un aimant permanent est de´ﬁnie selon l’e´quation
(2.50) qui peut eˆtre re´e´crite en isolant H :
H =
B
μdrμ0
− Mr
μdr
(3.32)
avec l’aimantation rigide
Mr =
B0
μ0
(3.33)
μdr e´tant la perme´abilite´ relative de l’aimant.
Les e´quations de Maxwell (2.41) et (2.43) ainsi que les conditions aux
limites (3.30) et (3.31) sont re´e´crites pour chaque milieu. Seuls (2.43) et
(3.30) sont touche´s par cette transformation. Les e´quations caracte´risant
le nouveau milieu ne contiennent plus de composante du vecteur aiman-
tation.
• Aimant permanent
rot
(
B
μdrμ0
)
− 1
μdr
rot Mr = 0 (3.34)
n×
(
B
μ0
⏐⏐⏐⏐⏐
2
−
B
μdrμ0
⏐⏐⏐⏐⏐
1
)
+
1
μdr
(
n× Mr
)
= 0 (3.35)
• Nouveau milieu
rot
(
B
μdrμ0
)
= J (3.36)
n×
(
B
μ0
⏐⏐⏐⏐⏐
2
−
B
μdrμ0
⏐⏐⏐⏐⏐
1
)
= Js (3.37)
En comparant les paires d’e´quations (3.34), (3.36) et (3.35), (3.37), on
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peut exprimer J et Js :
J =
1
μdr
rot Mr (3.38)
Js = − 1
μdr
(
n× Mr
)
(3.39)
Cette e´quivalence est ve´riﬁe´e pour tout mate´riau satisfaisant l’e´quation
(2.44).
Pour un aimant permanent magne´tise´ de manie`re homoge`ne, la densite´
de courant J (3.38) s’annule. Ainsi, un aimant permanent peut eˆtre
remplace´ par une structure a` perme´abilite´ e´quivalente, a` la surface de
laquelle des courants line´iques sont dispose´s et calcule´s selon (3.39).
Pour un aimant en forme d’anneau magne´tise´ diame´tralement (p = 1)
comme repre´sente´ a` la ﬁgure 3.8, les courants line´iques Js circulent sur
les surfaces inte´rieure et exte´rieure. Ainsi, en utilisant (3.39), Js s’e´crit :
• pour la surface exte´rieure :
Js = − 1
μdr
⎛
⎜⎝
cos(ϕ− θr)
sin(ϕ − θr)
0
⎞
⎟⎠×
⎛
⎜⎝
Mr
0
0
⎞
⎟⎠ =
⎛
⎜⎝
0
0
B0
μdrμ0
sin(ϕ− θr)
⎞
⎟⎠ (3.40)
• pour la surface inte´rieure :
Js = − 1
μdr
⎛
⎜⎝
− cos(ϕ− θr)
− sin(ϕ− θr)
0
⎞
⎟⎠×
⎛
⎜⎝
Mr
0
0
⎞
⎟⎠ =
⎛
⎜⎝
0
0
− B0μdrμ0 sin(ϕ− θr)
⎞
⎟⎠
(3.41)
avec ϕ et θr correspondant respectivement a` l’abscisse des coordonne´es
polaires et a` la position angulaire du rotor.
3.4.4 Potentiel vecteur et induction (p = 1)
Une des solutions choisie pour de´terminer l’induction et le champ magne´-
tique dans le moteur est d’introduire le potentiel vecteur A [35] qui est
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caracte´rise´ par les e´quations suivantes :
rot A = B (3.42)
div A = 0 (3.43)
En utilisant les e´quations (2.39), (2.41), (3.42) et (3.43), l’e´quation diﬀe´-
rentielle ge´ne´rale caracte´risant le potentiel vecteur donne (en coordonne´es
cylindriques) :
Δ A =
∂2 A
∂r2
+
1
r
∂ A
∂r
+
1
r2
∂2 A
∂ϕ2
= −μ J (3.44)
avec la densite´ de courant J et les coordonne´es cylindriques r, ϕ. Cette
e´quation est connue sous le nom d’e´quation de Poisson. Dans le cas ou` on
ne prend pas en compte les courants dans la de´termination des grandeurs
magne´tiques, cette e´quation devient :
Δ A =
∂2 A
∂r2
+
1
r
∂ A
∂r
+
1
r2
∂2 A
∂ϕ2
= 0 (3.45)
qui est connue sous le nom d’e´quation de Laplace.
Les eﬀets d’extre´mite´s du moteur sont ne´glige´s. La mode´lisation en est
re´duite a` une structure bidimensionnelle. Ainsi, le potentiel vecteur peut
eˆtre re´duit a` une unique composante dans la direction axiale du moteur
(axe z) et ainsi, (3.45) s’exprime :
ΔAz =
∂2Az
∂r2
+
1
r
∂Az
∂r
+
1
r2
∂2Az
∂ϕ2
= 0 (3.46)
L’e´quation (3.46) est re´solue par se´paration de variable avec la forme
suivante comme solution :
Az(r, ϕ) = R(r) · S(ϕ) (3.47)
En remplac¸ant (3.47) dans (3.46) et en isolant les termes en r et en ϕ,
on obtient :
1
R
(
r2
∂2R
∂r2
+ r
∂R
∂r
)
= − 1
S
∂2S
∂ϕ2
= ν2 (3.48)
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ou` ν2 est un nombre re´el 1, de telle manie`re que la solution soit pe´riodique
en ϕ. Ainsi, on se retrouve a` re´soudre les e´quations inde´pendantes sui-
vantes :
r2
∂2R
∂r2
+ r
∂R
∂r
− ν2R = 0 (3.49)
∂2S
∂ϕ2
+ ν2S = 0 (3.50)
Les solutions des e´quations (3.49) et (3.50) donnent respectivement :
R = cνrν + dνr−ν (3.51)
S = aν cos(νϕ) + bν sin(νϕ) (3.52)
La solution ge´ne´rale de l’e´quation homoge`ne est la somme des produits
de ces deux termes pour tout ν, ce qui donne :
Az(r, ϕ) =
∞∑
ν=1
(
cνr
ν + dνr−ν
)
(aν cos(νϕ) + bν sin(νϕ)) (3.53)
Dans cette section, la mode´lisation se base sur une structure avec une
seule paire de poˆles et prend en compte les hypothe`ses suivantes :
i) la saturation des e´le´ments ferromagne´tiques n’est pas prise en compte.
La perme´abilite´ magne´tique du fer est conside´re´e comme inﬁnie ;
ii) l’aimant permanent est polarise´ diame´tralement et recouvre un poˆle
magne´tique complet ;
iii) le calcul des grandeurs magne´tiques ne fait intervenir que l’aimant
permanent et ne´glige ainsi la composante due au bobinage. l’e´quation
de Laplace est donc applicable ;
iv) les eﬀets d’extre´mite´s sont ne´glige´s.
La me´thode des courants e´quivalents est utilise´e et introduite au niveau
de l’expression des conditions aux limites. L’e´quation de Laplace peut
ainsi eˆtre re´solue.
Avec le re´fe´rentiel de´crit a` la ﬁgure 3.8 et les hypothe`ses ci-dessus, (3.53)
devient :
Azk(r, ϕ) =
(
Ckr +
Dk
r
)
sin(ϕ− θr) (3.54)
1ν repre´sente le rang d’harmonique.
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en introduisant la position angulaire du rotor θr et le milieu k. De part
l’hypothe`se i), l’induction est sinuso¨ıdale dans la structure (ν = 1).
De plus, le terme sinus du potentiel vecteur disparaˆıt du fait de la
de´ﬁnition de la re´fe´rence ϕ du syste`me de coordonne´es cylindriques et
de la re´fe´rence de position angulaire du rotor θr.
M

r
z
y
x
ϕ
Fig. 3.8−Re´fe´rentiel pour p = 1 (θr = 0)
Les constantes Ck et Dk sont de´termine´es a` l’aide des conditions aux
limites entre les diﬀe´rents milieux du moteur. Ces conditions peuvent
eˆtre exprime´es a` partir du potentiel vecteur a` l’aide de la relation (3.42)
qui s’e´crit en coordonne´es cylindriques :⎛
⎜⎝
Br
Bϕ
0
⎞
⎟⎠ =
⎛
⎜⎝
1
r
∂Az
∂ϕ
−∂Az∂r
0
⎞
⎟⎠ (3.55)
Ainsi, (3.30) et (3.31), exprime´es a` l’aide du potentiel vecteur en coor-
donne´es cylindriques, deviennent :
Hϕ|2 − Hϕ|1 = Js ⇒
1
μrμ0
∂Az
∂r
⏐⏐⏐⏐
1
− 1
μrμ0
∂Az
∂r
⏐⏐⏐⏐
2
= Js (3.56)
et
Br|1 = Br|2 ⇒
1
r
∂Az
∂ϕ
⏐⏐⏐⏐
1
=
1
r
∂Az
∂ϕ
⏐⏐⏐⏐
2
(3.57)
μr e´tant la perme´abilite´ relative des milieux concerne´s.
Pour des culasses ferromagne´tiques inﬁniment perme´ables (μr,cs, μr,cr →
∞), l’induction magne´tique dans les diﬀe´rentes parties du moteur s’ex-
prime :
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• Induction magne´tique radiale dans l’entrefer :
Bδr =
(
C3 +
D3
r2
)
cos(ϕ− θr) = Bˆδr cos(ϕ− θr) (3.58)
• Module de l’induction magne´tique dans la culasse rotorique :
Bcr = | Bcr| =
√
C1
2 +
D21
r4
+
2C1D1
r2
cos 2(ϕ− θr) (3.59)
• Induction magne´tique maximale dans la culasse rotorique :
Bcr,max = Bcr(r=r0, ϕ=
π
2
, θr=0) =
∣∣∣∣C1 − D1r20
∣∣∣∣ (3.60)
• Induction magne´tique moyenne dans la culasse rotorique :
B¯cr =
1
ecr
∣∣∣∣
∫ r1
r0
Bcr(r, ϕ=
π
2
, θr=0)dr
∣∣∣∣ =
∣∣∣∣C1 − D1r0r1
∣∣∣∣ (3.61)
Pour un axe rotorique plein (di = 0), l’induction magne´tique Bcr est
homoge`ne et vaut |C1|.
• Module de l’induction magne´tique dans la culasse statorique :
Bcs = | Bcs| = 1
kf
√
C4
2 +
D24
r4
+
2C4D4
r2
cos 2(ϕ− θr) (3.62)
• Induction magne´tique maximale dans la culasse statorique :
Bcs,max = Bcs(r=r3, ϕ=
π
2
, θr=0) =
1
kf
∣∣∣∣C4 − D4r23
∣∣∣∣ (3.63)
• Induction magne´tique moyenne dans la culasse statorique :
B¯cs =
1
ecs
∣∣∣∣
∫ r4
r3
Bcs(r, ϕ=
π
2
, θr=0)dr
∣∣∣∣ = 1kf
∣∣∣∣C4 − D4r3r4
∣∣∣∣ (3.64)
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avec le coeﬃcient de foisonnement kf et les constantes suivantes :
C0 = D5 = 0 (3.65)
C1 =
B0r
2
1
r20 − r21
⎧⎨
⎩ 2r
2
2
(
r22 − r21
) (
r22 + r23
)
(r21 + r
2
2)
2
[
μdr (r22 − r23) + r
2
1−r22
r21+r
2
2
(r22 + r
2
3)
] + 2r22
r21 + r
2
2
− 1
⎫⎬
⎭
(3.66)
D1 = −r20C1 (3.67)
C3 = B0
r22
(
r21 − r22
)
(r21 + r
2
2)
[
μdr (r22 − r23) + r
2
1−r22
r21+r
2
2
(r22 + r
2
3)
] (3.68)
D3 = r23C3 (3.69)
C4 = 2B0
r22
r24
r22 − r21
(r21 + r
2
2)
(
r24−r23
r23r
2
4
) [
μdr (r22 − r23) + r
2
1−r22
r21+r
2
2
(r22 + r
2
3)
] (3.70)
D4 = −r24C4 (3.71)
Les constantes Ck et Dk sont re´solues en utilisant les conditions aux li-
mites (3.56) et (3.57). L’annexe E expose en de´tail le calcul des constantes
Ck et Dk de chaque milieu en admettant que la perme´abilite´ relative des
parties ferromagne´tiques est constante.
3.4.4.1 Analyse du mode`le
Les parame`tres principaux du moteur utilise´ pour l’analyse du mode`le
sont re´capitule´s dans le tableau 3.1. La ﬁgure 3.9 montre l’induction
radiale dans l’entrefer pour les simulations FEM et analytiques.
Comme on peut le remarquer sur la ﬁgure 3.9, le mode`le avec la perme´a-
bilite´ des parties ferromagne´tiques inﬁnie donne pratiquement les meˆmes
re´sultats qu’avec la perme´abilite´ ﬁnie. Cependant, pour des structures
magne´tiquement sature´es, le mode`le avec le fer ide´al conduit a` des erreurs
notables (FIG. 3.10).
On voit e´galement que la saturation des parties ferromagne´tiques intro-
duit des harmoniques supe´rieures a` l’unite´, qui ne sont pas prises en
compte dans le mode`le analytique.
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Tab. 3.1−Parame`tres principaux du moteur synchrone bipolaire sans
dents
da [mm] 14.1
di [mm] 0 (arbre plein)
ea [mm] 3.75
ecr [mm] 1.5
ecs [mm] 4.5
δ [mm] 1.8
li [mm] 27
Aimants Vacodym 655HR (B0 = 1.28T, μdr = 1.029)
Toˆles M270-35A (culasse statorique et rotorique)
0
0.1
0.2
0.3
0.4
0.5
0.6
0.7
0.8
- 90 - 45 0 45 90
Position angulaire rotor [°]
B δ
r [
T]
FEM
Analytique                                   
Analytique
( μr,cr , μr,cs → ∞ , μdr = 1)
( μr,cr = μr,cs = 16870, μdr = 1.029)
Fig. 3.9− Induction radiale dans l’entrefer
3.4.5 Potentiel scalaire et induction (p > 1)
La mode´lisation magne´tique d’une structure avec plusieurs paires de
poˆles est pre´sente´e dans cette section avec les hypothe`ses suivantes :
i) la culasse statorique et la culasse rotorique sont inﬁniment perme´a-
bles (μr,cs, μr,cr →∞) ;
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0
0.1
0.2
0.3
0.4
0.5
0.6
0.7
0.8
- 90 - 45 0 45 90
Position angulaire rotor [°]
B δ
r [
T]
FEM
Analytique                                        
Analytique
( μr,cr , μr,cs → ∞ , μdr = 1)
( μr,cr = 16870, μr,cs = 50, μdr = 1.029)
Fig. 3.10− Induction radiale dans l’entrefer (ecs = 2.5mm, structure
magne´tiquement sature´e)
ii) les aimants permanents sont remplace´s par une zone homoge`ne
de perme´abilite´ μd avec une magne´tisation fonction de l’angle ϕ
(FIG. 3.11) ;
iii) les eﬀets d’extre´mite´s sont ne´glige´s.
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Fig. 3.11−Repre´sentation des aimants permanents
Dans une version a` magne´tisation diame´trale (section pre´ce´dente), les
courants line´iques se situent a` la surface de l’aimant et ceux-ci peuvent
eˆtre aise´ment inte´gre´s au niveau des conditions aux limites.
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Dans la conﬁguration avec p > 1, les courants e´quivalents sont compose´s
a` la fois de courants line´iques et de courants de densite´ surfacique, qui
font que l’aimantation ne peut plus eˆtre prise en compte uniquement
par les conditions aux limites. Ainsi, une des me´thodes pour de´terminer
le potentiel vecteur est de re´soudre l’e´quation de Laplace et d’ajouter
une solution particulie`re lie´e aux courants e´quivalents. La solution est
la diﬀe´rentielle dAz fonction de dI. En inte´grant la diﬀe´rentielle sur
l’e´tendue des courants e´quivalents, le potentiel vecteur est de´termine´.
Cette me´thode est de´crite en de´tail dans [36].
Aﬁn de pre´senter une autre me´thode de re´solution, de´taille´e dans [37],
le potentiel scalaire, de´ﬁni par l’e´quation (3.72), est introduit dans le
mode`le. De plus, l’aimantation Mr n’est pas transforme´e en courants
e´quivalents.
H = − gradΘ (3.72)
L’e´quation de Laplace pour la de´termination du potentiel scalaire dans
l’entrefer, la culasse rotorique et la culasse statorique s’exprime en coor-
donne´es cylindriques :
ΔΘ = div gradΘ
=
∂2Θ
∂r2
+
1
r
∂Θ
∂r
+
1
r2
∂2Θ
∂ϕ2
= 0 (3.73)
Dans la zone caracte´risant les aimants permanents, le potentiel scalaire
est de´termine´ par l’e´quation de Poisson qui fait intervenir l’aimantation
rigide Mr au niveau du membre de droite :
∂2Θ
∂r2
+
1
r
∂Θ
∂r
+
1
r2
∂2Θ
∂ϕ2
=
1
μdr
div Mr (3.74)
Le champ magne´tique s’exprime a` partir du potentiel vecteur en coor-
donne´es cylindriques : ⎛
⎜⎝
Hr
Hϕ
0
⎞
⎟⎠ =
⎛
⎜⎝
−∂Θ∂r
− 1r ∂Θ∂ϕ
0
⎞
⎟⎠ (3.75)
Le mode`le prend en compte l’aimantation radiale et paralle`le repre´sen-
te´es a` la ﬁgure (FIG. 3.12).
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M

z
y
x
ϕ
(a) Aimantation radiale
M

z
y
x
ϕ
(b) Aimantation paralle`le
Fig. 3.12−Magne´tisation des aimants permanents (p = 3)
Aﬁn de ne pas confondre l’aimantation rigide avec l’aimantation radiale
et du fait que l’aimantation induite est exprime´e par l’e´quation (2.47),
la composante rigide perd son indice r. Ainsi, Mr exprime de´sormais
l’aimantation radiale. L’aimantation rigide s’e´crit alors en coordonne´es
cylindriques :
M =
⎛
⎜⎝
Mr
Mϕ
0
⎞
⎟⎠ (3.76)
Les composantes radiale et angulaire de l’aimantation rigide peuvent
eˆtre exprime´es a` l’aide des se´ries de Fourier pour les deux types de
magne´tisation pre´sente´s a` la ﬁgure 3.12 :
Mr =
∞∑
ν=1,3,5,···
Mrν cos [νp(ϕ− θr)] (3.77)
Mϕ =
∞∑
ν=1,3,5,···
Mϕν sin [νp(ϕ− θr)] (3.78)
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Les harmoniques de rang ν des composantes de l’aimantation rigide s’ex-
priment pour une aimantation radiale :
Mrν = 2αp
B0
μ0
sin
(νπαp
2
)
νπαp
2
(3.79)
Mϕν = 0 (3.80)
et pour une aimantation paralle`le :
Mrν = αp
B0
μ0
(A1ν +A2ν) (3.81)
Mϕν = αp
B0
μ0
(A1ν −A2ν) (3.82)
avec
A1ν =
sin
[
(νp + 1)αp π2p
]
(νp + 1)αp π2p
(3.83)
A2ν =
sin
[
(νp− 1)αp π2p
]
(νp− 1)αp π2p
(3.84)
Le parame`tre αp introduit la portion d’un poˆle magne´tique couverte par
un aimant.
Le membre de droite de l’e´quation (3.74) devient :
1
μdr
div M =
∂Mr
∂r
+
Mr
r
+
1
r
∂Mϕ
∂ϕ
=
1
μdr
1
r
∞∑
ν=1,3,5···
Mν cos [νp(ϕ− θr)] (3.85a)
ou`
Mν = Mrν + νpMϕν (3.85b)
L’expression du potentiel scalaire dans l’entrefer, la culasse rotorique et
la culasse statorique est similaire a` l’e´quation (3.53). Avec le re´fe´rentiel
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de la ﬁgure 3.12, le potentiel scalaire ne prend en compte que les termes
en cosinus :
Θk(r, ϕ) =
∞∑
ν=1,3,5,···
(
Cνkr
νp +
Dνk
rνp
)
cos [νp(ϕ− θr)] (3.86)
avec k correspondant au milieu. Dans la zone des aimants permanents,
en tenant compte de (3.85), le potentiel scalaire devient :
Θ2(r, ϕ) =
∞∑
ν=1,3,5,···
(
Cν2r
νp +
Dν2
rνp
)
cos [νp(ϕ − θr)]
+
∞∑
ν=1,3,5,···
Mν
μdr [1− (νp)2]r cos [νp(ϕ− θr)] (3.87)
Les conditions aux limites (3.30) et (3.31) s’e´crivent, en coordonne´es
cylindriques, a` partir du potentiel scalaire :
Hϕ|1 = Hϕ|2 ⇒
1
r
∂Θ
∂ϕ
⏐⏐⏐⏐
1
=
1
r
∂Θ
∂ϕ
⏐⏐⏐⏐
2
(3.88)
et
Br|1 = Br|2 ⇒ μr
∂Θ
∂r
⏐⏐⏐⏐
1
= μr
∂Θ
∂r
⏐⏐⏐⏐
2
(3.89)
Apre`s re´solution des constantes en appliquant les conditions aux limites,
l’induction radiale dans l’entrefer s’exprime :
Bδr =
∞∑
ν=1,3,5,···
μ0Mν
μdr
νp
(νp)2 − 1KB1(ν)
·
[(
r
r3
)νp−1(
r2
r3
)νp+1
+
(r2
r
)νp+1]
cos [νp(ϕ− θr)] (3.90)
avec
KB1(ν) =
(A3ν − 1) + 2
(
r1
r2
)νp+1
− (A3ν + 1)
(
r1
r2
)2νp
μdr+1
μdr
[
1−
(
r1
r3
)2νp]
− μdr−1μdr
[(
r2
r3
)2νp
−
(
r1
r2
)2νp] (3.91)
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et
A3ν =
{(
νp− 1νp
)
Mrν
Mν
+ 1νp aimantation paralle`le
νp aimantation radiale
(3.92)
Avec l’hypothe`se que le fer est ide´al, l’induction dans l’entrefer est cal-
cule´e en admettant une culasse statorique inﬁniment perme´able. Aﬁn de
de´terminer l’induction dans cette culasse, on limite son rayon exte´rieur
a` r = r5. Ainsi, deux nouvelles conditions aux limites (3.93) sont ne´ces-
saires, aﬁn de de´terminer les constantes Cν4 et Dν4 dans l’expression de
l’induction radiale et angulaire de la culasse statorique.
Br,cs|r=r4 = 0 (3.93a)
Bδr|r=r3 = Br,cs|r=r3 (3.93b)
Les composantes radiale et angulaire de l’induction dans la culasse sta-
torique se de´veloppent comme suit :
Br,cs =
1
kf
∞∑
ν=1,3,5,···
2μ0Mν
μdr
νp
(νp)2 − 1KB1(ν)
·
(
rνp+12
r2νp4 − r2νp3
)(
r2νp4
rνp+1
− rνp−1
)
cos [νp(ϕ − θr)] (3.94a)
Bϕ,cs =
1
kf
∞∑
ν=1,3,5,···
2μ0Mν
μdr
νp
(νp)2 − 1KB1(ν)
·
(
rνp+12
r2νp4 − r2νp3
)(
r2νp4
rνp+1
+ rνp−1
)
sin [νp(ϕ− θr)] (3.94b)
et
• Module de l’induction magne´tique dans la culasse statorique :
Bcs =
√
B2r,cs +B2ϕ,cs (3.95)
• Induction magne´tique maximale dans la culasse statorique :
Bcs,max =
∣∣∣∣Bϕ,cs(r=r3, ϕ= π2p, θr=0)
∣∣∣∣ (3.96)
126 3. Moteur synchrone sans dents statoriques
• Induction magne´tique moyenne dans la culasse statorique :
B¯cs =
1
ecs
∣∣∣∣
∫ r4
r3
Bϕ,cs(r, ϕ=
π
2p
, θr=0)dr
∣∣∣∣
=
1
kf
2
ecs
∣∣∣∣∣
∞∑
ν=1,3,5,···
μ0Mν
μdr
1
(νp)2 − 1KB1(ν)
rνp+12
rνp3
sin(ν
π
2
)
∣∣∣∣∣
(3.97)
La meˆme de´marche est applique´e a` la culasse rotorique. Ainsi, les deux
constantes Cν1 et Dν1 sont a` de´terminer en utilisant les conditions aux
limites suivantes :
Br,cr|r=r0 = 0 (3.98a)
Br,cr|r=r1 = Br,a|r=r1 (3.98b)
avec Br,a correspondant a` l’induction radiale dans les aimants perma-
nents et qui s’e´crit :
Br,a =
∞∑
ν=1,3,5,···
μ0Mν
νp
(νp)2 − 1
[(r1
r
)νp+1
+A3ν
]
cos [νp(ϕ− θr)]
+
∞∑
ν=1,3,5,···
μ0Mν
νp
(νp)2 − 1KB2(ν)
·
[(
r
r2
)νp−1
+
(
r1
r2
)νp−1 (r1
r
)νp+1]
cos [νp(ϕ− θr)]
(3.99)
avec
KB2(ν) =[(
A3ν− 1μdr
)
+
(
1+ 1
μdr
) (
r1
r2
)νp+1] (
r2
r3
)2νp−(A3ν + 1μdr
)
−
(
1− 1
μdr
) (
r1
r2
)νp+1
μdr+1
μdr
[
1−
(
r1
r3
)2νp] − μdr−1
μdr
[(
r2
r3
)2νp − ( r1
r2
)2νp]
(3.100)
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Les composantes radiale et angulaire de l’induction dans la culasse ro-
torique s’expriment :
Br,cr =
∞∑
ν=1,3,5,···
μ0Mν
νp
(νp)2 − 1
[
2KB2(ν)
(
r1
r2
)νp−1
+A3ν + 1
]
·
(
rνp+11
r2νp0 − r2νp1
)(
r2νp0
rνp+1
− rνp−1
)
cos [νp(ϕ− θr)] (3.101a)
Bϕ,cr =
∞∑
ν=1,3,5,···
μ0Mν
νp
(νp)2 − 1
[
2KB2(ν)
(
r1
r2
)νp−1
+A3ν + 1
]
·
(
rνp+11
r2νp0 − r2νp1
)(
r2νp0
rνp+1
+ rνp−1
)
sin [νp(ϕ− θr)] (3.101b)
Le module, la valeur maximale et la valeur moyenne de l’induction dans
la culasse rotorique sont de´termine´s en se re´fe´rant aux e´quations 3.95,
3.96 et 3.97.
3.4.5.1 Analyse du mode`le
Les parame`tres principaux du moteur utilise´ pour l’analyse du mode`le
sont re´capitule´s dans le tableau 3.2. Le parame`tre αp, inﬂuenc¸ant pas-
sablement la distribution de l’induction dans l’entrefer et les parties fer-
romagne´tiques, prend les valeurs 1 et 0.5.
La ﬁgure 3.13 compare les simulations FEM et analytiques de l’induction
radiale dans l’entrefer pour une aimantation radiale. Il est inte´ressant de
remarquer la quasi superposition des courbes FEM et analytiques. La
re´solution analytique est une me´thode exacte, excepte´es les hypothe`ses
pose´es en de´but de section. Pour des niveaux d’induction moyenne en
dessous du coude de saturation, l’hypothe`se d’une perme´abilite´ inﬁnie
n’inﬂuence quasiment pas la distribution de l’induction dans l’entrefer.
Les ﬁgures 3.14 et 3.15 montrent la distribution d’induction dans la
culasse statorique sur l’e´paisseur ecs pour des aimantations paralle`les
et radiales et une position angulaire situe´e entre deux aimants (ﬂux
magne´tique maximal). La distribution d’induction sur l’e´paisseur de la
culasse statorique est passablement inﬂuence´e par l’hypothe`se i) (perme´a-
bilite´ inﬁnie), ce qui explique les diﬀe´rences entre les courbes FEM et
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Tab. 3.2−Parame`tres principaux du moteur synchrone 4 poˆles sans
dents
di [mm] 4
ecs [mm] 4
ecr [mm] 2.5
da [mm] 17.6
ea [mm] 2.5
δ [mm] 1.8
li [mm] 27
Aimants Vacodym 655HR (B0 = 1.28T, μdr = 1.029)
Toˆles M270-35A (culasse statorique et rotorique)
0
0.1
0.2
0.3
0.4
0.5
0.6
0.7
- 45 - 30 - 15 0 15 30 45
Position angulaire rotor [°]
B
δr
 [T
]
FEM
Analytique
(a) αp = 1
0
0.1
0.2
0.3
0.4
0.5
0.6
0.7
- 45 - 30 - 15 0 15 30 45
Position angulaire rotor [°]
B δ
r [
T]
FEM
Analytique
(b) αp = 0.5
Fig. 3.13− Induction radiale dans l’entrefer pour une aimantation ra-
diale
analytiques. Cette variation de distribution entre les simulations FEM
et analytiques n’aﬀecte en rien l’induction moyenne sur ecs. Ce com-
portement est cohe´rent avec la conservation du ﬂux magne´tique et le
comportement de l’induction dans l’entrefer.
Le tableau 3.3 re´sume les inductions moyennes dans la culasse rotorique.
On remarque une plus grande divergence entre les simulations FEM et
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0
0.2
0.4
0.6
0.8
1.0
1.2
8.8 9.6 10.4 11.2 12 12.8
Position radiale dans la culasse statorique [mm]
B c
s [
T]
FEM                = 1
Analytique        = 1
FEM                = 0.5
Analytique        = 0.5  
αp
αp
α p
αp
B¯cs (αp = 1) [T]
FEM
0.78
B¯cs
a
(αp = 1) [T]
analytique
0.78
B¯cs (αp = 0.5) [T]
FEM
0.44
B¯cs
a
(αp = 0.5) [T]
analytique
0.43
aselon l’expression (3.97).
Fig. 3.14− Induction dans la culasse statorique pour une aimantation
paralle`le
0
0.2
0.4
0.6
0.8
1.0
1.2
8.8 9.6 10.4 11.2 12 12.8
Position radiale dans la culasse statorique [mm]
B c
s [
T]
FEM                = 1
Analytique        = 1
FEM                = 0.5
Analytique        = 0.5  
αp
αp
αp
αp
B¯cs (αp = 1) [T]
FEM
0.69
B¯cs
a
(αp = 1) [T]
analytique
0.69
B¯cs (αp = 0.5) [T]
FEM
0.44
B¯cs
a
(αp = 0.5) [T]
analytique
0.43
aselon l’expression (3.97).
Fig. 3.15− Induction dans la culasse statorique pour une aimantation
radiale
analytiques pour une aimantation radiale avec αp = 1, qui s’explique
par le fait que la culasse rotorique a atteint un niveau de saturation
passablement e´leve´. Le mode`le pre´sente´ est valide´ pour un domaine ou`
l’induction moyenne des culasses statorique et rotorique est infe´rieure au
coude de saturation.
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Tab. 3.3− Induction dans la culasse rotorique
B¯cr (αp = 1) [T]
FEM
1.02
B¯cr (αp = 1) [T]
analytique
1.01
B¯cr (αp = 0.5) [T]
FEM
0.75
B¯cr (αp = 0.5) [T]
analytique
0.74
(a) Aimantation paralle`le
B¯cr (αp = 1) [T]
FEM
1.61
B¯cr (αp = 1) [T]
analytique
1.65
B¯cr (αp = 0.5) [T]
FEM
0.79
B¯cr (αp = 0.5) [T]
analytique
0.78
(b) Aimantation radiale
3.5 Tension induite de mouvement
3.5.1 Introduction
La tension induite de mouvement de phase est de´termine´e pour les conﬁ-
gurations de bobinage de´crites dans la section 3.2. Pour les bobinages
auto-porteurs, deux me´thodes sont utilise´es pour de´terminer la tension
induite de mouvement de phase. La premie`re consiste a` sommer les com-
posantes de tension induite de chaque spire, du fait de leur alignement.
La seconde me´thode conside`re le bobinage comme une zone uniforme ou`
les spires se re´partissent d’une manie`re homoge`ne. Ainsi, la tension in-
duite est obtenue par inte´gration de l’induction magne´tique sur l’e´tendue
d’une bobine. Concernant les bobinages droits, on conside`re le bobinage
en vrac, ce qui impose le calcul de la tension induite de mouvement de
phase par inte´gration et non par sommation.
Les hypothe`ses suivantes sont prises en conside´ration :
i) le ﬂux magne´tique vu par le bobinage est calcule´ a` partir de l’in-
duction magne´tique dans l’entrefer, au niveau du diame`tre moyen
du bobinage dbm ;
ii) pour la me´thode par sommation, on conside`re un conducteur de
section nulle place´ au niveau de la ﬁbre neutre du conducteur re´el ;
iii) pour la me´thode par inte´gration, la zone annulaire occupe´e par le
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bobinage est conside´re´e comme homoge`ne.
3.5.2 Bobinage auto-porteur
Aﬁn de de´terminer le ﬂux magne´tique cre´e´ par l’aimant permanent et
capte´ par une spire (FIG. 3.16), l’ouverture d’une spire en fonction de z
s’exprime pour le type oblique :
β(z) = β0
(
1
2
− z
lb
)
(3.102)
et pour le type rhombique :
β♦(z) = β0
(
1− 2z
lb
)
∀z
[
0 ≤ z ≤ lb
2
]
(3.103)
avec l’origine de l’ordonne´e z centre´e verticalement par rapport a` la
longueur de la spire lb.
z
l i
β(z)
ϕ
sp
bl
β
(a) Type oblique
l i
z
ϕ
sp
β(z)
β
l b
(b) Type rhombique
Fig. 3.16−Parame´trisation d’une spire d’un bobinage auto-porteur
L’induction dans l’entrefer, de´termine´e a` la section 3.4, s’e´crit au niveau
du diame`tre moyen du bobinage :
Bδr =
∞∑
ν=1,3,5,···
νBˆδr
(
dbm
2
)
cos [νp(ϕ− θr)] (3.104)
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Le ﬂux magne´tique duˆ aux aimants et capte´ par une spire de bobine
s’exprime pour le type oblique :
Φsp, =
∞∑
ν=1,3,5,···
νBˆδr
∫ li
2
− li2
∫ θsp+ β(z)2
θsp− β(z)2
cos [νp(ϕ− θr)]dbm2 dϕdz
=
∞∑
ν=1,3,5,···
4dbmlb
β0(νp)2
νBˆδr sin
(
νp
β0
4
)
sin
(
νp
β0
4
li
lb
)
cos [νp(θsp − θr)]
(3.105)
et pour le type rhombique :
Φsp,♦ = 2
∞∑
ν=1,3,5,···
νBˆδr
∫ li
2
0
∫ θsp+ β(z)2
θsp− β(z)2
cos [νp(ϕ− θr)]dbm2 dϕdz
=
∞∑
ν=1,3,5,···
4dbmlb
β0(νp)2
νBˆδr sin
(
νp
β0
4
li
lb
)
sin
[
νp
(
β0
2
− β0
4
li
lb
)]
· cos [νp(θsp − θr)] (3.106)
La ﬁgure 3.17 montre l’inﬂuence de la longueur d’une bobine lb sur Φsp en
reprenant la ge´ome´trie du tableau 3.1 et les caracte´ristiques du bobinage
du tableau 3.4, avec l’ouverture de bobine β0 = 2π pour le bobinage
oblique et β0 = π pour le bobinage rhombique. Avec ces ouvertures de
bobine, le ﬂux magne´tique capte´ par une spire est similaire pour les deux
types de bobinage, quelque soit la valeur de lb et li.
Tab. 3.4−Parame`tres du bobinage droit auto-porteur
dbm [mm] 12.55
δmec [mm] 0.25
dco [mm] 0.16
lb [mm] 30
Le ﬂux magne´tique totalise´ dans une phase est calcule´ a` partir de Φsp
avec la position angulaire d’une bobine θb de´ﬁnie a` la ﬁgure 3.16. En
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Fig. 3.17−Flux magne´tique creˆte capte´ par une spire (oblique ou rhom-
bique) en fonction de lb
utilisant la sommation, le ﬂux totalise´ s’exprime :
Ψab,∑ = p
Nsb−1∑
k=0
Φsp(θsp) = p
Nsb−1∑
k=0
Φsp
(
θb + αs
(
k − Nsb − 1
2
))
(3.107)
et par l’inte´gration :
Ψab,∫ = pNsbαb
∫ θb+αb2
θb−αb2
Φsp(θsp)dθsp (3.108)
avec αs et αb correspondant respectivement a` la distance angulaire entre
deux spires et a` l’e´talement angulaire d’une bobine (voir ﬁgures 3.2 et
3.3).
Apre`s de´veloppement, le ﬂux totalise´ devient :
Ψab =
∞∑
ν=1,3,5,···
4dbmlb
β0ν2p
νBˆδr sin
(
νp
β0
4
li
lb
)
kΨ1kΨ2 cos [νp(θb − θr)]
(3.109)
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avec
kΨ1 =
⎧⎨
⎩
sin
(
νpβ04
)
type oblique
sin
[
νp
(
β0
2 − β04 lilb
)]
type rhombique
(3.110)
et
kΨ2 =
⎧⎨
⎩
sin (νpαs2 Nsb)
sin νp αs2
par sommation
2
νp
Nsb
αb
sin
(
νpαb2
)
par inte´gration
(3.111)
La ﬁgure 3.18 montre l’inﬂuence de l’angle entre les spires αs sur le ﬂux
magne´tique totalise´ pour une bobine de 30 spires. Il est inte´ressant de
remarquer que les me´thodes analytiques de calcul de ﬂux par sommation
et par inte´gration sont tre`s proches l’une de l’autre. Cependant, pour des
bobinages avec des spires tre`s espace´es, la me´thode par sommation est
mieux adapte´e.
Les diﬀe´rences entre les simulations FEM et analytiques peuvent eˆtre
interpre´te´es par les eﬀets d’extre´mite´s qui ne sont pas pris en conside´ra-
tion dans les expressions analytiques.
Avec (2.134), (2.143) et (2.144), la tension induite de mouvement de
phase peut s’e´crire :
ui,ph =
dΨab
dt
=
dΨab
dθr
dθr
dt
= Ω
dΨab
dθr
= −
∞∑
ν=1,3,5,···
4ωdbmlb
β0νp
νBˆδr sin
(
νp
β0
4
li
lb
)
kΨ1kΨ2 sin [ν(ωt− pθb)]
(3.112)
En conside´rant uniquement le premier harmonique, la tension induite de
mouvement de phase creˆte s’e´crit :
1Uˆi,ph =
4ωdbmlb
β0p
1Bˆδr sin
(
p
β0
4
li
lb
)
kΨ1kΨ2 (3.113)
3.5.3 Bobinage droit superpose´
On fait l’hypothe`se, concernant le bobinage droit superpose´, que la lon-
gueur axiale de l’aimant, li, correspond a` la longueur de la partie rec-
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Fig. 3.18−Flux magne´tique creˆte capte´ par une bobine de type oblique
avec Nsb = 30 en fonction de αs
tiligne de la bobine la plus courte. Ainsi, le ﬂux magne´tique duˆ aux
aimants capte´ par une bobine s’exprime :
Φsp =
∞∑
ν=1,3,5,···
νBˆδr
∫ li
2
− li2
∫ θsp+ π2p
θsp− π2p
cos [νp(ϕ− θr)]dbm2 dϕdz
=
∞∑
ν=1,3,5,···
dbmli
νp
νBˆδr sin
(
ν
π
2
)
cos [νp(θsp − θr)] (3.114)
A partir de (3.109), le ﬂux totalise´ s’e´crit :
Ψab =
∞∑
ν=1,3,5,···
2dbmliNsb
αbν2p
νBˆδr sin
(
ν
π
2
)
sin
(
νp
αb
2
)
cos [νp(θb − θr)]
(3.115)
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et la tension induite de mouvement de phase :
ui,ph = −
∞∑
ν=1,3,5,···
2ωdbmliNsb
αbνp
νBˆδr sin
(
ν
π
2
)
sin
(
νp
αb
2
)
sin [ν(ωt− pθb)]
(3.116)
avec la valeur creˆte du premier harmonique :
1Uˆi,ph =
2ωdbmliNsb
αbp
1Bˆδr sin
(
p
αb
2
)
(3.117)
3.5.4 Bobinage droit juxtapose´
Dans ce type de bobinage, la longueur axiale de l’aimant n’est pas limite´e
a` la partie rectiligne d’une bobine. Ainsi, les spires concentriques de
longueur l(α) ne captent pas ne´cessairement le meˆme ﬂux magne´tique
(FIG. 3.19).
l i l bl b
0
z
ϕ l i l b0
 z
ϕl(
α
)
α
α
b
d b
m
2l (α)sp
β(α)
β0
Fig. 3.19−Bobinage droit juxtapose´ : modiﬁcation de ge´ome´trie pour
le calcul de l(α)
En admettant une longueur active li comprise entre lb0 et lb0 + αbdbm,
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la longueur « magne´tique » l(α) d’une spire s’exprime :
l(α) =
⎧⎨
⎩
li 0 ≤ α < lb0−lidbm + αb
lb0 + (αb − α)dbm lb0−lidbm + αb ≤ α ≤ αb
(3.118)
Cette longueur magne´tique correspond a` la partie rectiligne de chaque
spire lsp(α) qui capte le ﬂux magne´tique duˆ aux aimants.
L’ouverture d’une spire s’exprime en fonction de l’angle α :
β(α) = β0 − 2α (3.119)
Le ﬂux magne´tique capte´ par une spire d’ouverture β(α) et centre´e en
θb est donne´ par l’e´quation suivante :
Φsp(α) =
∞∑
ν=1,3,5,···
νBˆδr
∫ θb+ β(α)2
θb− β(α)2
l(α) cos [νp(ϕ− θr)]dbm2 dϕ
=
∞∑
ν=1,3,5,···
dbm
νp
νBˆδrl(α) sin
(
νp
β(α)
2
)
cos [νp(θb − θr)]
(3.120)
Le ﬂux totalise´ s’exprime en inte´grant le ﬂux de chaque spire sur l’angle
αb :
Ψab = p
Nsb
αb
∫ αb
0
Φsp(α)dα =
∞∑
ν=1,3,5,···
dbmNsb
αbν2p
νBˆδr
·
{
lb0 cos
[
νp
(
β0
2
− αb
)]
− li cos
(
νp
β0
2
)
− 2dbm
νp
sin
(
νp
lb0 − li
2dbm
)
· cos
[
νp
(
β0
2
− lb0 − li
2dbm
− αb
)]}
cos [νp(θb − θr)] (3.121)
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et pour la tension induite de mouvement de phase :
ui,ph = −
∞∑
ν=1,3,5,···
ωdbmNsb
αbνp
νBˆδr
·
{
lb0 cos
[
νp
(
β0
2
− αb
)]
− li cos
(
νp
β0
2
)
− 2dbm
νp
sin
(
νp
lb0 − li
2dbm
)
· cos
[
νp
(
β0
2
− lb0 − li
2dbm
− αb
)]}
sin [ν(ωt− pθb)] (3.122)
avec la valeur creˆte du premier harmonique :
1Uˆi,ph =
ωdbmNsb
αbp
1Bˆδr
·
{
lb0 cos
[
p
(
β0
2
− αb
)]
− li cos
(
p
β0
2
)
− 2dbm
p
sin
(
p
lb0 − li
2dbm
)
· cos
[
p
(
β0
2
− lb0 − li
2dbm
− αb
)]}
(3.123)
Tab. 3.5−Parame`tres du bobinage droit juxtapose´ multipolaire
dbm [mm] 16.05
lb0 [mm] 27
αb [˚ ] 20
hb [mm] 1.55
δmec [mm] 0.25
β0 [˚ ] 60
Avec les parame`tres du tableau 3.2 et les caracte´ristiques de bobinage
du tableau 3.5, la tension induite de mouvement de phase, pour une ai-
mantation radiale, est repre´sente´e a` la ﬁgure 3.20. On remarque que le
calcul analytique de la tension induite, a` partir de l’induction dans l’en-
trefer au niveau du diame`tre moyen du bobinage, est une approximation
pratiquement sans inﬂuence. Les harmoniques de rang 1 et 3 de ui,ph en
fonction de Nsp peuvent eˆtre appre´cie´s a` la ﬁgure 3.21, ou` les courbes
analytiques et nume´riques sont diﬃcilement diﬀe´rentiables.
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3.6 Mode`le e´lectrique
3.6.1 Introduction
Le mode`le e´lectrique peut eˆtre repris de la section 2.6 a` l’exception
du calcul des inductances. La loi de Biot-Savart [38] est utilise´e pour
de´terminer le potentiel vecteur dans l’entrefer duˆ au courant circulant
dans les bobines en ayant, au pre´alable, applique´ la me´thode des images
e´lectromagne´tiques de´crite dans [35, 38, 39]. A partir de la section 2.6,
l’e´quation de tension induite de phase devient en utilisant l’inductance
propre et l’inductance mutuelle de phase pour des grandeurs purement
sinuso¨ıdales :
uph1 = Rphiph1 + (Lp − Lm)diph1
dt
+ ui,ph1 (3.124)
qui s’e´crit en grandeur complexe :
Uph1 = RphIph1 + jω(Lp − Lm)Iph1 + Ui,ph1 (3.125)
Prenons le cas du fonctionnement a` rendement optimal ou` l’angle ψ
(angle entre la tension induite de mouvement de phase et le courant
de phase) est nul [12, chap. 13]. Dans ce cas, la tension de phase creˆte
s’exprime :
Uˆph =
√(
RphIˆph + Uˆi,ph
)2
+
[
ω(Lp − Lm)Iˆph
]2
(3.126)
3.6.2 Inductances
La me´thode des images a pour but d’introduire des courants que l’on
appelle « images », aﬁn de simuler les conditions aux limites et per-
mettre ainsi d’e´tudier le bobinage entie`rement dans l’air (FIG. 3.22). Les
hypothe`ses suivantes sont prises en compte :
i) la culasse statorique est magne´tiquement inﬁniment perme´able ;
ii) la culasse rotorique et les aimants ne sont pas pris en conside´ration.
Leur perme´abilite´ vaut μ0 ;
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iii) l’inductance interne des conducteurs est ne´glige´e ;
iv) la culasse statorique est conside´re´e comme inﬁniment longue ;
v) dans le mode`le a` bobinage droit, l’inductance due aux de´veloppantes
est ne´glige´e ;
vi) les conducteurs sont re´fe´rence´s par leur ﬁbre neutre et place´s au
niveau du diame`tre moyen du bobinage dbm.
μ = ∞
μ0
dbm
μ0
2
ad
Culasse statorique
Spire bobine (i)
dbm dbm
/
Spire bobine (i)
Spire “image” (i)
Fig. 3.22−Me´thode des images : transformation e´quivalente pour la
de´termination des grandeurs magne´tiques dans l’entrefer
Par Biot-Savart, le potentiel vecteur au point p(rp, ϕp, zp), induit par le
courant i circulant dans une spire de bobine, s’exprime :
Ap =
μ0i
4π
(∮
sp
dssp
‖rsp‖ +
∮
im
dsim
‖rim‖
)
(3.127)
ou` dssp et dsim correspondent aux vecteurs tangents a` la ﬁbre neutre
respectivement de la spire et de l’image. La distance se´parant le point
p(rp, ϕp, zp) de la spire et de l’image s’exprime respectivement ‖rsp‖ et
‖rim‖.
L’inductance propre d’une spire s’e´crit a` partir du potentiel vecteur Ap :
Lsp =
1
i
∮
sp
Ap · ds ′ (3.128)
avec ds
′
correspondant au vecteur tangent a` la spire (surface interne de
la spire dont le diame`tre vaut dbm − dco).
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3.6.3 Bobinage auto-porteur
En admettant le re´fe´rentiel de la ﬁgure 3.23a, la parame´trisation d’une
spire d’un bobinage auto-porteur de type oblique, dont son centre se
trouve en kαs, s’exprime :
ϕ −→ (x, y, z) =
(
r cos(ϕ + kαs), r sin(ϕ + kαs),±2lb
β0
ϕ
)
(3.129)
et la parame´trisation d’une spire de bobinage de type rhombique (FIG. 3.23b)
s’e´crit :
ϕ −→ (x, y, z) =
(
r cos(ϕ + kαs), r sin(ϕ + kαs),± lb2 ±
lb
β0
ϕ
)
(3.130)
avec
r =
⎧⎨
⎩
dbm
2 pour la spire
d2a
2dbm
pour l’image
(3.131)
z
ϕ
+-
β
(a) Type oblique
β
ϕ
z
1  - 1  +
2  -2  +
(b) Type rhombique
Fig. 3.23−Parame´trisation d’une spire d’un bobinage auto-porteur
pour le calcul d’inductances
Pour le bobinage de type oblique, une spire est compose´e de deux demi-
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spires, diﬀe´rencie´es par leur coordonne´e z :
z =
⎧⎨
⎩
− 2lbβ0 ϕ ϕ ≤ 0
2lb
β0
ϕ ϕ > 0
(3.132)
et pour le bobinage de type rhombique, une spire est compose´e de quatre
quart-de-spires (FIG. 3.23b) :
z =
⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎨
⎪⎪⎪⎪⎪⎩
− lb2 − lbβ0ϕ 1 avec ϕ ≤ 0
− lb2 + lbβ0ϕ 1 avec ϕ > 0
lb
2 − lbβ0ϕ 2 avec ϕ > 0
lb
2 +
lb
β0
ϕ 2 avec ϕ ≤ 0
(3.133)
Le processus de calcul des inductances e´tant le meˆme pour les deux types
de bobinage auto-porteur, seul le bobinage de type oblique est de´taille´
par la suite.
Le vecteurs tangent a` une spire oblique ds s’e´crit :
ds =
⎛
⎜⎜⎝
dx
dϕ
dy
dϕ
dz
dϕ
⎞
⎟⎟⎠ dϕ =
⎛
⎜⎝
−r sinϕ
r cosϕ
± 2lbβ0
⎞
⎟⎠ dϕ (3.134)
Le vecteur entre la spire et le point p(rp, ϕp, zp) s’exprime :
rsp =
⎛
⎜⎝
rp cosϕp
rp sinϕp
zp
⎞
⎟⎠−
⎛
⎜⎝
r cosϕ
r sinϕ
± 2lbβ0 ϕ
⎞
⎟⎠ =
⎛
⎜⎝
rp cosϕp − r cosϕ
rp sinϕp − r sinϕ
zp ± 2lbβ0 ϕ
⎞
⎟⎠ (3.135)
La norme du vecteur rsp est ensuite calcule´e :
‖rsp‖ =
√
r2p + r2 + z2p − 2rpr cos(ϕ− ϕp) +
(
2lb
β0
)2
ϕ2 ± 4zplb
β0
ϕ
(3.136)
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rim est similaire a` rsp avec comme seul variation le rayon r (3.131).
L’inte´gration du potentiel vecteur est re´alise´e sur le contour inte´rieur de
la spire, de´ﬁni par le vecteur ds
′
et le de´calage angulaire de k spires
kαs :
ds
′
=
⎛
⎜⎝
−rp sin(ϕp + kαs)
rp cos(ϕp + kαs)
± 2lbβ0
⎞
⎟⎠ dϕp (3.137)
avec
rp =
dbm − dco
2
(3.138)
Avec (3.127) et (3.128), l’inductance propre d’une spire s’e´crit :
Lsp(kαs) =
μ0
4π
∫ β0
2
− β02
∫ β0
2
− β02
⎛
⎜⎝
−rp sin(ϕp + kαs)
rp cos(ϕp + kαs)
± 2lbβ0
⎞
⎟⎠
·
⎡
⎢⎢⎣ 1‖rsp‖
⎛
⎜⎝
− dbm2 sinϕ
dbm
2 cosϕ
± 2lbβ0
⎞
⎟⎠+ 1‖rim‖
⎛
⎜⎜⎝
− d2a2dbm sinϕ
d2a
2dbm
cosϕ
± 2lbβ0
⎞
⎟⎟⎠
⎤
⎥⎥⎦ dϕdϕp
(3.139)
La conﬁguration des tableaux 3.1 et 3.4 est utilise´e pour de´terminer
l’inductance mutuelle entre spires de la ﬁgure 3.24 avec lcs = li et les
spires place´es en contact avec le diame`tre d’ale´sage.
Les impre´cisions du calcul analytique des inductances (voir ﬁgure 3.24)
proviennent de deux causes principales. La premie`re est due a` l’approxi-
mation faite par la me´thode des images pour un bobinage auto-porteur,
dont le courant n’est pas perpendiculaire a` une section transversale du
moteur et qui est pris comme tel dans le mode`le. La seconde provient de
la culasse rotorique qui n’est pas prise en compte dans le calcul analy-
tique.
Dans le cas d’un moteur bipolaire, l’inductance propre de phase Lp
et l’inductance mutuelle entre phases Lm d’un bobinage oblique sont
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Fig. 3.24−Bobinage oblique : inductance mutuelle entre spires en fonc-
tion du de´calage angulaire des spires
de´termine´es par les expressions suivantes, en tenant compte de la distri-
bution des spires formant une phase :
Lp =
Nsp−1∑
k=1
2(Nsp − k)Lsp(kαs) +NspLsp(0) (3.140)
Lm =
Nsp∑
k=1
k · Lsp(kαs) +
2Nsp−1∑
k=Nsp+1
(2Nsp − k)Lsp(kαs) (3.141)
Les re´fe´rences [40, 41] pre´sentent divers re´sultats de simulations analy-
tiques des inductances d’un bobinage oblique confronte´s aux simulations
nume´riques et aux mesures validant ainsi la de´marche propose´e.
3.6.4 Bobinage droit
La parame´trisation de la longueur active d’une spire droite s’e´crit :
z −→ (x, y, z) = (r cos(ϕ + kαs), r sin(ϕ + kα),±z) (3.142)
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avec la position radiale r de la spire et de son image (3.131). Le signe de
la coordonne´e z de´ﬁnit la partie aller et la partie retour de la spire. En
admettant que la premie`re demi-spire est re´fe´rence´e avec ϕ = ϕ1, l’angle
de la deuxie`me demi-spire vaut :
ϕ = ϕ2 =
⎧⎨
⎩
ϕ1 + πp Bobinage droit superpose´
ϕ1 + β0 − αb Bobinage droit juxtapose´
(3.143)
Aﬁn de simpliﬁer le mode`le et de pouvoir de´ﬁnir analytiquement l’in-
ductance d’une spire, on de´termine l’induction dans l’entrefer cre´e´e par
une demi-spire inﬁniment longue. Ainsi, l’induction est inde´pendante de
z. On calcule ensuite le ﬂux magne´tique induit par les deux demi-spires
et passant a` travers la spire ; l’inductance en de´coule aise´ment. L’induc-
tion dans l’entrefer au point p(rp, ϕp) s’exprime pour une demi-spire de
position angulaire ϕ et son image respective :
Bδ(rp, ϕp, ϕ) =
(
Bδ,x
Bδ,y
)
=
μ0i
2π
[
1
‖rsp‖2
(
rp sin(ϕp + kαs)− dbm2 sin(ϕ)
dbm
2 cos(ϕ)− rp cos(ϕp + kαs)
)
+
1
‖rim‖2
⎛
⎝ rp sin(ϕp + kαs)− d2a2dbm sin(ϕ)
d2a
2dbm
cos(ϕ)− rp cos(ϕp + kαs − ϕ)
⎞
⎠
⎤
⎦
(3.144)
avec
‖rsp‖2 = d
2
bm
4
+ r2p − dbmrp cos(ϕp + kαs − ϕ) (3.145)
‖rim‖2 = d
4
a
4d2bm
+ r2p −
d2a
dbm
rp cos(ϕp + kαs − ϕ) (3.146)
rp =
dbm − dco
2
(3.147)
Le ﬂux magne´tique a` travers une spire de position angulaire kαs tient
compte de l’induction induite par deux demi-spires positionne´es en ϕ1
et ϕ2 :
Φsp(kαs) = lb0
∫ ϕ2
ϕ1
(
Bδ(rp, ϕp, ϕ1)− Bδ(rp, ϕp, ϕ2)
)
· dn (3.148)
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avec dn correspondant au vecteur normal a` la surface d’inte´gration du
ﬂux :
dn =
(
rp cos(ϕp + kαs)
rp sin(ϕp + kαs)
)
dϕp (3.149)
Apre`s inte´gration, l’inductance entre deux spires de´cale´es d’un angle kαs
s’e´crit :
Lsp(kαs) =
Φsp(kαs)
i
=
μ0lb
4π
[
ksp
(
dbm
2
, ϕ1, kαs
)
−ksp
(
dbm
2
, ϕ2, kαs
)
+ ksp
(
d2a
2dbm
, ϕ1, kαs
)
− ksp
(
d2a
2dbm
, ϕ2, kαs
)]
(3.150)
ou`
ksp(r, ϕ, kαs) = ln
[
r2 + r2p − 2rpr cos (ϕ2 + kαs − ϕ)
]
− ln [r2 + r2p − 2rpr cos (ϕ1 + kαs − ϕ)] (3.151)
La ﬁgure 3.25 repre´sente l’inductance mutuelle de spires droites en fonc-
tion de leur de´calage angulaire, selon la conﬁguration du tableau 3.1
avec dbm = 12.55mm et une longueur rectiligne de spire lb0 = 27mm.
Les diﬀe´rences entre simulations FEM et simulations analytiques sont
principalement dues a` l’inﬂuence de la culasse rotorique qui n’est pas
prise en compte dans le mode`le analytique.
Pour la de´termination des inductances propre et mutuelle, il faut sommer
les contributions de chaque spire comme pour le bobinage auto-porteur
(3.140) et (3.141).
3.7 Mode`le thermique
Le mode`le thermique d’un moteur a` bobinage dans l’entrefer peut eˆtre
repris de la section 2.8 avec les meˆmes hypothe`ses, mais en utilisant le
circuit thermique repre´sente´ a` la ﬁgure 3.26.
La re´sistance thermique du bobinage est de´termine´e en conside´rant une
zone homoge`ne caracte´rise´e par une conductivite´ thermique e´quivalente λb.
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Fig. 3.25− Inductance mutuelle entre spires en fonction du de´calage an-
gulaire des spires
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Fig. 3.26−Circuit thermique e´quivalent simpliﬁe´ du moteur synchrone
a` bobinage dans l’entrefer
La re´sistance thermique Rth,b s’e´crit :
Rth,b =
1
4πlcsλb
⎡
⎣1− 2
(
da
2 − hb
)2
ln
(
da
da−2hb
)
(
da
2
)2 − (da2 − hb)2
⎤
⎦ (3.152)
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et les re´sistances de la culasse statorique s’expriment :
Rth,cs1 =
1
4πlcsλcs
⎡
⎣2
(
da
2 + ecs
)2
ln
(
da+2ecs
da
)
(
da
2 + ecs
)2 − (da2 )2 − 1
⎤
⎦ (3.153)
Rth,cs2 =
1
4πlcsλcs
⎡
⎣1− 2
(
da
2
)2
ln
(
da+2ecs
da
)
(
da
2 + ecs
)2 − (da2 )2
⎤
⎦ (3.154)
Pour le bobinage auto-porteur, les e´quations (2.195) et (2.196), de´ﬁnis-
sant la conductivite´ thermique de la couche bobinage λb, peuvent eˆtre
utilise´es. Concernant les bobinages droits superpose´s et juxtapose´s, leur
parame´trisation implique que des zones d’air peuvent apparaˆıtre entre
les coˆte´s de bobine, dont il faut tenir compte. Ainsi, les e´quations (2.195)
et (2.196) deviennent respectivement :
λb =
mpαb
π
λis,coλco
kCuλis,co + (1 − kCu)λco +
(
1− mpαb
π
)
λair (3.155)
λb =
mpαb
π
kλλis,co +
(
1− mpαb
π
)
λair (3.156)
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4.1 Introduction
Avec les performances toujours plus grandes qu’oﬀrent les moyens infor-
matiques actuels, d’innombrables logiciels d’optimisation, utilisant divers
algorithmes, ont vu le jour ces dernie`res anne´es. Avant l’arrive´e de cal-
culateurs performants, la me´thode par analyse parame´trique e´tait cou-
ramment utilise´e. Cette technique, qui consiste a` analyser l’inﬂuence de
quelques parame`tres importants sur l’objectif a` optimiser, n’utilise pas
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re´ellement d’algorithmes d’optimisation mais est caracte´rise´e par un pro-
cessus ite´ratif selon des choix plus ou moins judicieux. Il est important de
pre´ciser que cette technique analyse chaque parame`tre inde´pendamment.
A l’oppose´, la plupart des techniques d’optimisation basent leurs ana-
lyses sur une me´thodologie bien de´ﬁnie, que c¸a soit pour des me´thodes
de´terministes ou stochastiques, et analysent les parame`tres du mode`le
dans leur globalite´ et en meˆme temps.
Cependant, la re´ussite d’une phase d’optimisation ne de´pend pas uni-
quement des algorithmes d’optimisation et de leur capacite´ a` contourner
ou s’extraire des singularite´s d’un mode`le, mais e´galement de la manie`re
dont le proble`me est formule´ (section 4.3).
4.2 Me´thodes d’optimisation
On peut classer les me´thodes d’optimisation selon deux cate´gories dis-
tinctes : La premie`re concerne les algorithmes dit stochastiques et la
seconde les algorithmes dit de´terministes [42]. On parle d’algorithmes
de´terministes lorsque l’e´volution des parame`tres vers la conﬁguration
optimise´e ne de´pend que des conditions initiales. Pour un algorithme
stochastique, les meˆmes conditions initiales peuvent conduire a` des so-
lutions optimales diﬀe´rentes.
Tab. 4.1−Classiﬁcation des diﬀe´rentes me´thodes d’optimisation
Algorithme de´terministe Algorithme stochastique
Sans contraintes Avec contraintes Evolutionnaire Ale´atoire
Gradient
Programmation
quadratique
se´quentielle (SQP)
Algorithmes
ge´ne´tiques
Monte-Carlo
Newton
Lagrangien
augmente´
Strate´gie
d’e´volution
Recuit simule´
Relaxation
Pe´nalite´
quadratique
Programmation
e´volutionnaire
Recherche tabou
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Le tableau 4.1 dresse une liste non-exhaustive des me´thodes d’optimi-
sation selon la classiﬁcation de´terministe/stochastique. Les algorithmes
de´terministes peuvent eˆtre classe´s en deux sous-cate´gories selon que
les parame`tres sont contraints ou non. Pour les algorithmes stochas-
tiques, ils peuvent eˆtre diﬀe´rencie´s selon leurs caracte`res e´volutionnaire
ou ale´atoire.
Algorithmes de´terministes ou stochastiques ?
Soulignons que l’objectif de la pre´sente the`se n’est pas de faire une ana-
lyse comparative approfondie des diﬀe´rentes techniques d’optimisation. Il
est clair qu’il y des partisans pour chaque algorithme, convaincus de leur
eﬃcacite´ et de leurs re´sultats. De part la nature analytique des mode`les
pre´sente´s et graˆce a` un partenariat avec une entreprise de´veloppant
des logiciels de conception qui utilisent principalement les algorithmes
de´terministes SQP [43], les optimisations re´alise´es dans le cadre de ce
travail ne sont re´alise´es pratiquement qu’a` l’aide d’algorithmes de ce
type [44]. Ces deniers utilisent les de´rive´es partielles des parame`tres aﬁn
d’eˆtre en mesure de calculer le gradient en tout point de leur espace et
de permettre ainsi de converger vers la solution optimale.
Sans rentrer dans les de´tails, des algorithmes ge´ne´tiques [45, 46] ont
e´galement e´te´ teste´s sur les mode`les analytiques de´veloppe´s, sans pouvoir
re´ellement mettre en e´vidence leur potentiel. En eﬀet, la de´termination
des parame`tres de re´glage des algorithmes ge´ne´tiques est une e´tape fas-
tidieuse qui doit eˆtre adapte´e a` chaque optimisation. La certitude d’eˆtre
sur un optimum (global ou local) n’est pas de´montre´e formellement, a`
contrario des algorithmes de´terministes.
Optimum global ou local ?
Concernant la nature des optimums, il est important de pre´ciser qu’il
existe des me´thodes de calcul permettant de certiﬁer formellement s’il
s’agit d’un optimum global ou local [47], mais qui prennent un temps
tre`s tre`s long. Une autre solution consiste a` utiliser les probabilite´s en
ge´ne´rant de nouvelles conditions initiales pour re´aliser de nouvelles opti-
misations. Plus le nombre de tirage des conditions initiales et d’optimi-
sations est e´leve´e, plus la probabilite´ d’eˆtre sur un optimum global est
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grande. Cependant, le temps de calcul augmente avec la probabilite´.
Optimisation mono-objectif ou multi-objectifs ?
Le choix de la fonction « objectif » 1 n’est pas toujours trivial. En eﬀet,
il est rare que la fonction « objectif » de´coule directement du cahier
des charges. Souvent, plusieurs parame`tres restent en compe´tition. Par
exemple, pour le projet « Solar Impulse », pre´sente´ dans le chapitre 5,
deux des caracte´ristiques qualitatives requises pour le moteur a` optimiser
sont une faible masse et un rendement e´leve´. On se trouve ainsi dans une
situation avec plusieurs objectifs. Une manie`re de faire est de cre´er une
fonction « objectif » regroupant ces deux parame`tres :
Foptim = k1mmot + k2η (4.1)
avec k1 et k2 e´tant des constantes de proportionnalite´.
Cette me´thode, qui peut paraˆıtre eﬃcace, est tre`s controverse´e et ne
donne que rarement des re´sultats probants. Dans [48], plusieurs opti-
misations sont re´alise´es avec diverses fonctions « objectif » combinant
diﬀe´rents parame`tres. Les re´sultats obtenus divergent comple`tement. En
eﬀet, combiner des parame`tres de nature diﬀe´rente pour en faire une
fonction « objectif » n’a pas de sens physique. Aﬁn de contourner ce
proble`me, une approche par logique ﬂoue peut eˆtre utilise´e [49]. Cette
me´thode consiste a` donner pour chaque parame`tre a` optimiser un degre´
de satisfaction en fonction de ses propres valeurs. Ainsi, on de´ﬁnit la va-
leur « 0 » lorsque le parame`tre est non satisfait et la valeur « 1 » lorsqu’il
est pleinement satisfait (FIG. 4.1). Ces nouvelles grandeurs sont ensuite
combine´es pour ne former qu’un seul et unique parame`tre a` optimiser,
regroupant ainsi les valeurs de satisfaction de chaque parame`tre.
Une manie`re d’optimiser en inte´grant des crite`res multi-objectifs, lorsque
les parame`tres objectifs sont peu nombreux, est d’utiliser l’optimum de
Pareto. Cette technique consiste a` re´aliser des optimisations successives
avec un parame`tre objectif en variant la valeur d’un autre parame`tre et
de tracer les re´sultats obtenus sous forme graphique.
La ﬁgure 4.2 montre une courbe de Pareto avec comme objectif la mini-
misation de la masse du moteur pour diﬀe´rents rendements. L’optimum
1Parame`tre cible a` optimiser
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de Pareto repre´sente l’enveloppe des solutions optimales qui ne sont ja-
mais domine´es 1 par quelque autre solution.
1Aucune solution avec une fonction « objectif » plus faible dans un contexte de
minimisation et aucune solution avec une fonction « objectif » plus e´leve´e dans un
contexte de maximisation
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Normalisation
Lors de l’optimisation, la normalisation des parame`tres est une e´tape in-
dispensable. Elle permet de travailler en valeur p.u. 1 et ainsi de ponde´rer
l’e´loignement de chaque parame`tre par rapport a` son objectif ou a` ses
contraintes impose´es. Sans normalisation ou avec une mauvaise norma-
lisation, l’algorithme d’optimisation n’arrive pas, la plupart du temps,
a` converger vers une solution optimale. Par exemple, dans les mode`les
pre´sente´s pre´ce´demment, on retrouve deux parame`tres dont les valeurs
ont des ordres de grandeurs totalement diﬀe´rents. Il s’agit de la den-
site´ de courant dont les valeurs avoisinent 106 A/m2 et la re´sistivite´ des
conducteurs dont la valeur (a` 20 C˚) s’e´le`ve a` 1.68 ·10−8 Ωm. Si, a` un mo-
ment donne´ durant l’optimisation, les deux parame`tres sont tous deux
e´loigne´s d’une valeur 0.1 de leur objectif, l’un d’eux se trouve tre`s loin
de son objectif tandis que le second en est tre`s proche et pourtant la
meˆme valeur les se´pare de leur contrainte respective.
4.3 Formulation des mode`les de conception
La formulation des mode`les analytiques caracte´risant les syste`mes a` di-
mensionner n’est pas sans conse´quences sur le de´roulement de l’optimisa-
tion. Comme de´ja` pre´sente´e dans l’introduction, l’analyse est caracte´rise´e
par des endroits de l’espace des parame`tres connus ou` les e´quations y
sont de´ﬁnies, ce qui n’est pas ne´cessairement le cas pour l’optimisation
ou` le chemin emprunte´ pour arriver a` la solution optimale n’est pas e´tabli
a` l’avance. Par conse´quent, un mode`le de´die´ a` la conception par opti-
misation n’est en ge´ne´ral pas formule´e mathe´matiquement de la meˆme
fac¸on qu’un mode`le d’analyse, malgre´ le fait qu’ils donnent des re´sultats
identiques. Le but de cette section est de sensibiliser le concepteur aux
proble`mes de formulations a` travers divers exemples signiﬁcatifs.
Prenons un exemple type qui montre bien les proble`mes de formulations
lie´s a` la conception. Soit l’e´quation suivante :
z =
y
x
(4.2)
Cette e´quation est de´ﬁnie dans tout l’espace des parame`tres a` l’excep-
tion de x = 0. Cependant, en conception, les algorithmes d’optimisation
1Per unit
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peuvent de´cider de calculer un jeu de parame`tres avec x = 0 meˆme si
les contraintes des parame`tres ne l’incluent pas. Pour reme´dier a` cela,
il est possible de remplacer l’espace proche de x = 0 1 par une fonction
(p.e. un polynoˆme) clairement de´ﬁnie dans cet espace et qui oﬀre une
continuite´ 2 avec la fonction principale aux points de raccordement.
Une autre solution consiste a` exprimer l’e´quation (4.2) sous une autre
forme mathe´matique permettant d’e´liminer la zone non-de´ﬁnie en x = 0 :
y = z · x (4.3)
L’e´quation (4.3) est comple`tement de´ﬁnie dans tout l’espace des pa-
rame`tres. Par la permutation des parame`tres, cette dernie`re formulation
est mieux adapte´e et permet d’e´viter certains e´checs durant l’optimi-
sation. Cependant, cette formulation du proble`me, permettant d’e´viter
certaines zones non-de´ﬁnies de l’espace, entraˆıne ge´ne´ralement une forme
moins naturelle des expressions, qui rend impossible son utilisation en
analyse.
Prenons une fonction comme le logarithme, dont l’espace de de´ﬁnition est
R
+. Cette fonction est pre´sente dans diﬀe´rentes parties du mode`le comme
la de´termination d’une re´sistance thermique de conduction. Apre`s avoir
de´ﬁni la zone de l’espace dans laquelle le logarithme a un sens phy-
sique, on peut e´tablir une autre fonction dans l’espace de´pourvu de
sens physique par une fonction clairement de´ﬁnie, qui n’a qu’une validite´
mathe´matique en vue de l’optimisation. En admettant que l’espace ou` la
physique est valide´e correspond a` ln(x) ≥ 0, l’adaptation de la fonction
logarithme peut s’e´crire :
f(x) =
{
− 12x2 + 2x− 32 x ∈ ]−∞, 1[
ln(x) x ∈ [1,∞[
(4.4)
Cette nouvelle expression est continue et de´ﬁnie sur tout l’espace. Sa
de´rive´e est e´galement continue, ce qui est important avec des algorithmes
se basant sur le gradient. Cette formulation n’a cependant aucun sens
physique pour x < 1. La ﬁgure 4.3 montre la repre´sentation de la fonction
algorithme avec sa formulation adapte´e a` l’optimisation.
1Cet espace est de´fini en fonction des contraintes sur les parame`tres.
2Au niveau de la fonction et de sa de´rive´e premie`re.
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Fig. 4.3−Fonction logarithme : formulation adapte´e a` l’optimisation
Un autre exemple, plus spe´ciﬁque au domaine des moteurs, est la de´ter-
mination de la tempe´rature des bobines a` partir du mode`le pre´sente´ a`
la section 2.8. Par formulation naturelle de la physique, on se trouve en
pre´sence d’un syste`me implicite sous forme d’un cycle qui est re´solu par
ite´ration 1 :
PJoule(Tb) = ρe,co(Tb)J2Vco (4.5)
La tempe´rature de bobine est de´termine´e par l’e´quation (2.185) qui
donne apre`s simpliﬁcation :
Tb = f(PJoule(Tb)) (4.6)
La ﬁgure 4.4 montre l’inﬂuence de la densite´ de courant sur la tempe´rature
de bobine. On peut remarquer l’asymptote verticale qui se´pare la partie
avec un sens physique (Tb > 0) de la partie irre´aliste (Tb < 0). Cela
signiﬁe que suivant la valeur de J , le syste`me ne posse`de pas de re´gime
permanent thermique. Ainsi, suivant l’algorithme d’optimisation utilise´
et la densite´ de courant initiale choisie, la convergence de l’algorithme
peut amener a` un e´chec du fait de la discontinuite´ de la formulation.
1La re´solution est faite par des algorithmes du type Newton-Raphson.
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Fig. 4.4−Tempe´rature de bobine en fonction de la densite´ de courant
Dans ce cas, une autre formulation, moins naturelle, est adopte´e :
J(Tb) =
√
PJoule
ρe,co(Tb)Vco
(4.7)
La nouvelle formulation permet de rendre le syste`me d’e´quations expli-
cite mais, comme on peut s’en rendre compte, la formulation pre´sente
de nouvelles zones non-calculables. Cependant, avec cette formulation,
l’expe´rience acquise au cours des diﬀe´rentes optimisations re´alise´es avec
diﬀe´rents cahiers de charge montre, a` l’aide d’algorithmes spe´ciﬁques,
qu’il n’y a plus d’e´chec selon la condition initiale choisie pour J . La ﬁ-
gure 4.5 trace la tempe´rature de bobine pour la formulation explicite
selon une repre´sentation continue.
Il est important de garder a` l’esprit que meˆme si certaines formula-
tions sont ge´ne´ralement plus adapte´es pour l’optimisation, les proble`mes
de dimensionnement de´pendent principalement du contexte (contraintes,
objectifs). Ainsi, une formulation peut amener a` une convergence rapide
et assure´e dans un cas, et la meˆme formulation peut conduire a` l’e´chec
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garanti au cours de l’optimisation dans un autre contexte.
4.4 Me´thodologie de conception
Le but de la conception d’un moteur e´lectrique est de trouver le meilleur
moteur satisfaisant les spe´ciﬁcations pour une application donne´e, selon
un, voire plusieurs objectifs bien de´ﬁnis, comme par exemple :
– minimisation de la masse du moteur ;
– maximisation du rendement ;
– minimisation des couˆts ;
– maximisation de la puissance me´canique pour un encombrement maxi-
mal donne´.
L’optimisation du moteur, a` proprement parler, s’inscrit dans une me´tho-
dologie de conception repre´sente´e par l’organigramme de la ﬁgure 4.6.
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Fig. 4.6−Organigramme repre´sentant la me´thodologie de conception
d’un moteur e´lectrique
Les principales e´tapes de la conception d’un moteur, dont le coeur se
situe au niveau de la technique d’optimisation, sont, en concordance
avec l’organigramme de la ﬁgure 4.6 :
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1. Etablissement du cahier des charges. Cette e´tape ne doit pas
eˆtre ne´glige´e, car c’est sur elle que repose ensuite toute la de´marche
de conception (contraintes, choix pre´liminaires). La plupart du temps,
il est ne´cessaire de « traduire » les spe´ciﬁcations rec¸ues, spe´ciﬁques a`
l’application du client, en un langage propre a` la conception d’un
moteur.
2. Choix de la fonction « objectif » et des contraintes. Dans un
cas multi-objectifs, la technique des optimums de Pareto est utilise´e.
Les contraintes sur les parame`tres sont de´termine´es en ade´quation
avec le cahier des charges.
3. Choix pre´liminaires et configurations possibles. Dans cette
e´tape pre´liminaire, les conﬁgurations inadapte´es pour l’application
sont e´carte´es. Seules les solutions possibles sont conserve´es pour la
phase d’optimisation. Une selection de mate´riaux susceptibles de sa-
tisfaire les performances requises est re´alise´e. Les parame`tres de´coulant
de la description des mate´riaux 1 ont un caracte`re discret, comme
d’autres parame`tres caracte´risant la ge´ome´trie 2.
4. Optimisation. Dans cette phase, le mode`le analytique, pre´alablement
e´labore´, et les contraintes et objectifs de l’application sont utilise´s avec
les algorithmes d’optimisation pour de´terminer la ou les solutions op-
timales selon les objectifs et les conﬁgurations prises en conside´ration.
La section 4.4.1 explique plus en de´tail la phase d’optimisation pour
un logiciel spe´ciﬁque a` l’aide d’algorithmes de´terministes de type SQP
(Pro@design).
5. Analyse de sensibilite´. Cette phase nous permet de de´terminer
la nature de la solution optimale (optimum plat, optimum pointu)
en fonction de parame`tres susceptibles de varier, comme certaines
grandeurs ge´ome´triques tole´rance´es a` la fabrication.
6. Choix de la solution. Si plusieurs conﬁgurations (p.e. diﬀe´rents
types de moteur) ont e´te´ optimise´es ou que les re´sultats sont repre´sen-
te´s sous forme d’optimums de Pareto, la meilleure conﬁguration doit
eˆtre de´termine´e selon diﬀe´rents crite`res qui n’ont pas e´te´ pris en
compte dans la mode´lisation analytique (certaines contraintes de fa-
brication, de de´termination de couˆts).
1P.e. perme´abilite´ magne´tique, re´sistivite´ e´lectrique, conductivite´ thermique
2P.e. nombre de dents, nombre de poˆles, nombre de spires
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7. Validations et ajustements. Aﬁn de valider la solution retenue,
une phase d’analyse est mene´e. Elle consiste, la plupart du temps, en
des simulations nume´riques (FEM) plus pre´cises que les mode`les ana-
lytiques dans des domaines spe´ciﬁques de la physique (magne´tique,
me´canique, thermique). A l’aide de ces simulations, des ajustements
ﬁns sont re´alise´s sur le prototype aﬁn de re´pondre au mieux aux exi-
gences souhaite´es. Lorsque les re´sultats d’analyse de la solution sont
trop e´loigne´es des performances attendues, une phase de redimension-
nement peut eˆtre lance´e ou une autre conﬁguration de´ja` optimise´e
peut eˆtre choisie a` la place. Pour de grandes divergences, les re´sultats
de simulations nume´riques sont utilise´s pour ame´liorer les mode`les
analytiques en corrigeant certaines approximations ou en inte´grant
des comportements non mode´lise´s.
8. Prototype. Lorsque la solution est valide´e et adapte´e pour la fabri-
cation, un prototype est re´alise´.
9. Mesures. Une campagne de tests est re´alise´e sur le prototype se-
lon un protocole bien de´ﬁni. Les re´sultats expe´rimentaux sont ensuite
confronte´s aux re´sultats d’optimisation et aux simulations nume´riques.
Selon les performances du moteur par rapport aux exigences du cahier
des charges, plusieurs options peuvent eˆtre envisage´es : Une phase de
redimensionnement peut eˆtre lance´e avec adaptation des mode`les ana-
lytiques, une autre conﬁguration pre´ce´demment optimise´e peut eˆtre
choisie en remplacement, ou ﬁnalement, l’option d’une nouvelle phase
d’ajustements a` l’aide des simulations nume´riques peut eˆtre choisie.
10. Solution retenue. Lorsque le prototype est valide´ pour un cahier
des charges donne´, de nouvelles spe´ciﬁcations peuvent eˆtre de´ﬁnies par
le demandeur, qui induit un nouveau cycle de conception. Plusieurs
cycles peuvent eˆtre ne´cessaires avant d’aboutir a` la solution conside´re´e
comme optimale.
La re´fe´rence [50] donne des informations supple´mentaires sur la me´tho-
ologie de conception dans le domaine des moteurs e´lectriques.
4.4.1 Optimisation sur logiciel spe´ciﬁque
Durant la the`se, la majorite´ des optimisations ont e´te´ re´alise´es a` l’aide
du logiciel de conception Pro@DESIGN-Expert [43] base´ sur des algo-
rithmes de´terministe de type SQP. Le but de cette section est d’exposer
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brie`vement les caracte´ristiques lie´es a` la phase d’optimisation suite a`
l’expe´rience acquise en utilisant le logiciel.
Tout d’abord, il est ne´cessaire de pre´ciser que l’optimisation n’est pas
simplement une boˆıte noire dans laquelle on entre un mode`le analytique,
des contraintes, des objectifs et des conditions initiales, et qu’apre`s avoir
presse´ sur un bouton, la solution optimale apparaˆıt. Souvent, la conver-
gence vers une solution optimale rele`ve d’un processus ite´ratif (FIG. 4.7).
Par l’expe´rience, un proble`me trop contraint peu poser des proble`mes
de convergences lorsque les conditions initiales sont trop e´loigne´es de
la solution optimale et que la normalisation est re´alise´e avec des valeurs
trop distantes de l’optimum. Ainsi, lorsque les algorithmes ne permettent
pas la convergence, une des possibilite´s pouvant donner satisfaction est
l’e´largissement des contraintes, aﬁn de trouver une solution faisable. A
partir de ce point, on reprend les valeurs des parame`tres de la solution
et on les utilise comme conditions initiales d’une nouvelle optimisation
en resserrant les contraintes. L’ope´ration est re´pe´te´e jusqu’a` trouver la
solution optimale avec les contraintes impose´es au de´part.
Une autre solution peut consister a` modiﬁer directement certaines condi-
tions initiales ou a` normaliser les parame`tres avec des valeurs plus proches
de l’espace multidimensionnel contenant la solution optimale. La connais-
sance de la physique du syste`me a` optimiser nous aide a` situer cet espace.
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l’aide d’un logiciel de´die´ (Pro@DESIGN-Expert)
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5.1 Introduction
Tout mode`le analytique doit eˆtre valide´ aﬁn de connaˆıtre son domaine
d’existence et estimer l’inﬂuence des hypothe`ses prises en conside´ration.
Les simulations nume´riques aux e´le´ments ﬁnis (FEM) sont un moyen ef-
ﬁcace pour valider un mode`le analytique, mais pre´sentent l’inconve´nient
de ne pas pouvoir simuler tous les comportements physiques. Les me-
sures expe´rimentales repre´sentent une phase de de´veloppement impor-
tante, si ce n’est ne´cessaire. Ainsi, les simulations FEM et les mesures
expe´rimentales sont deux phases comple´mentaires.
Aﬁn d’illustrer les diﬀe´rentes phases de la conception d’un moteur e´lec-
trique et principalement les phases de validations de mode`les, le projet
« Solar Impulse » est pris en re´fe´rence.
5.2 Projet « Solar Impulse »
5.2.1 Introduction
Le projet « Solar Impulse », qui a e´te´ rendu publique en 2004, est un
projet novateur qui consiste a` re´aliser le tour du monde avec un avion
(voir FIG. 5.1), dont le rayonnement solaire est l’unique source d’e´nergie,
et qui devrait permettre de faire une avance´e technologique signiﬁcative
avec une implication pre´ponde´rante au niveau e´cologique [51]. L’Ecole
Polytechnique Fe´de´rale de Lausanne, en tant que partenaire scientiﬁque
du projet, est amene´e a` re´aliser des recherches dans diﬀe´rents domaines
dont celui de la propulsion e´lectrique.
5.2.2 Chaˆıne e´nerge´tique
La chaˆıne e´nerge´tique (FIG. 5.2) est la structure qui permet de trans-
former l’e´nergie solaire en une e´nergie me´canique de propulsion. Elle
est compose´e des cellules solaires place´es sur les ailes, du syste`me per-
mettant de suivre le point de travail maximisant l’e´nergie rec¸ue par le
soleil (MPPT), des batteries et de la gestion des ﬂux e´nerge´tiques, des
convertisseurs AC-DC avec l’e´lectronique de commande et ﬁnalement du
moteur et de l’he´lice.
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Fig. 5.1−Repre´sentation virtuelle de l’avion solaire ( c©2007 Solar Im-
pulse/EPFL)
Seule la de´marche de conception et validation du moteur e´lectrique est
pre´sente´e en ade´quation avec les mode`les analytiques e´labore´s.
5.2.3 Cahier des charges
Le cahier des charges a constamment e´volue´ pendant la phase de concep-
tion du projet. Ainsi, seul le cahier des charges retenu pour la conception
du premier prototype moteur est expose´ dans ce rapport.
Les caracte´ristiques principales que doit avoir l’entraˆınement e´lectrique
sont un rendement e´leve´ et une faible masse. Des donne´es supple´mentaires
sont re´sume´s dans le tableau 5.1 qui repre´sentent les contraintes fournies
par les concepteurs de l’avion.
Les donne´es rec¸ues sont importantes mais largement insuﬃsantes pour
pouvoir de´buter la phase d’optimisation. Il est indispensable de comple´ter
le cahier des charges rec¸u avec des contraintes spe´ciﬁques au moteur.
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Fig. 5.2−Chaˆıne e´nerge´tique simpliﬁe´e de l’avion solaire
Tab. 5.1−Caracte´ristiques du moteur
Puissance me´canique nominale [kW] 24
Nombre de moteur 2
Intervalle de tempe´rature [˚ C] [-50,60]
Tension de bus [V] 280
Diame`tre externe maximal [mm] 300
Vitesse de rotation de l’he´lice nominale [tr/min] 530
Vitesse de vol a` 3000m [m/s] 15
5.2.4 Conﬁguration
Sans rentrer dans les de´tails, le choix de la structure s’est arreˆte´ sur la
conﬁguration a` rotor interne pour deux raisons majeures. La premie`re,
5.2. Projet « Solar Impulse » 171
qui est inhe´rente au moteur, concerne la dissipation thermique des pertes
par eﬀet Joule et pertes fer dans la culasse statorique, dont l’e´vacuation
est facilite´e lorsque le stator est a` l’exte´rieur. La seconde provient de la
liaison entre le moteur et l’he´lice.
Par soucis d’e´conomie de masse et de limitation des pertes, l’he´lice est di-
rectement ﬁxe´e a` l’axe du moteur sans e´tage de re´duction interme´diaire.
Il s’agit d’un entraˆınement direct.
5.2.5 Mate´riaux
La culasse rotorique est feuillete´e et les aimants permanents, monte´s
en surface, sont segmente´s aﬁn de re´duire les pertes par courants de
Foucault dues a` l’eﬀet d’encoches. La culasse statorique est e´galement
feuillete´e.
Pour des raisons e´nerge´tiques, les aimants permanents sont en alliage
NdFeB. De plus, ils doivent supporter une tempe´rature de 120˚ C sans
risque de de´saimantation.
Tab. 5.2−Mate´riaux
Aimants
permanents
Vacodym 655HR (VAC) [52]
(B0= 1.28T, μdr= 1.029)
ρe,co= 1.4 · 10−6 Ωm. ρ= 7700 kg/m3
Culasse
statorique
M270-35a FeSi (Cogent) [53]
e´paisseur des toˆles : 0.35mm
aimantation a` 2500 A/m : 1.54 T
ρe,co= 52 · 10−8 Ωm, ρ= 7650 kg/m3
Culasse
rotorique
M800-50a FeSi (Cogent) [53]
e´paisseur des toˆles : 0.5mm
aimantation a` 2500 A/m : 1.64 T
ρe,co= 25 · 10−8 Ωm, ρ= 7800 kg/m3
Concernant les culasses ferromagne´tiques, apre`s avoir abandonne´ l’al-
liage FeCo pour des raisons de fabrication des toˆles, le choix s’est porte´
sur un alliage en FeSi. Apre`s optimisation, on remarque que le mate´riau
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de la culasse rotorique tend vers une induction de saturation plus e´leve´e,
aﬁn de re´duire son e´paisseur. Pour le stator, la re´sistivite´ e´lectrique du
mate´riau est une proprie´te´ importante qui tend a` eˆtre augmente´e, aﬁn
de diminuer les courants de Foucault circulant en son sein. Le tableau
5.2 re´sume les caracte´ristiques principales des mate´riaux retenus.
5.2.6 Optimisation
Le mode`le analytique utilise´ pour l’optimisation prend en compte les as-
pects magne´tiques non-line´aires, thermiques et e´lectriques. Il comprend
environ 110 parame`tres dont 70% sont libres ou contraints par inter-
valles. Le mode`le magne´tique est expose´ a` la section 2.4.6. Concernant
le mode`le thermique, la radiation est ne´glige´e et on conside`re une convec-
tion force´e avec un ﬂux laminaire axial. L’he´lice est introduite dans le
mode`le, aﬁn de lier la vitesse de rotation de l’axe du moteur et la puis-
sance me´canique fournie par celui-ci. La re´fe´rence [51] re´sume succincte-
ment le mode`le et ses hypothe`ses.
Le temps de calcul d’une optimisation, de´pendant des conditions ini-
tiales, ne de´passe rarement plus d’une minute.
La fonction « objectif » pour l’optimisation est la masse totale du mo-
teur que l’on cherche a` minimiser, alors que le rendement du moteur est
libre. En optimisant la masse pour diﬀe´rents rendements, on remarque
que celle-ci passe par un minimum. En laissant libre le rendement, on
converge vers cette masse minimale. Avec cet objectif, on tend, durant la
phase d’optimisation, vers une structure sans teˆtes de dents statoriques
[54].
La premie`re optimisation nous a mene´ a` une structure posse´dant 54 dents
statoriques et 24 poˆles magne´tiques. Apre`s re´ﬂexions, cette structure
pose proble`me au niveau de la fabrication et ne permet pas d’obtenir
des coeﬃcients de remplissage e´leve´s (> 0.4) vu que l’ouverture de bobine
optimale est de 2 et que le bobinage doit eˆtre re´alise´ directement dans la
culasse statorique. De`s lors, l’ouverture de bobine est limite´e a` l’unite´,
aﬁn de pouvoir re´aliser le bobinage a` l’exte´rieur de la structure avec un
coeﬃcient de remplissage plus e´leve´ et de venir, au montage, loger les
bobines dans les encoches. Avec cette nouvelle contrainte, l’optimisation
converge vers une solution a` 27 dents statoriques et 24 poˆles.
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Tab. 5.3−Contraintes et re´sultats d’optimisation des parame`tres prin-
cipaux
Contraintes
Re´sultatsLimite
Fixe
infe´rieure supe´rieure
di mm - - - 224
de mm - 300 - 300
δ mm - - 1.5 1.5
ecr mm 5 - - 5.3
ecs mm 5 - - 6.2
η % - - - 96.5
hds mm 5 30 - 20.9
Iph Arms - - - 45.8
lds mm 5 - - 11.6
li mm 100 - - 152.4
mmot kg Fonction « objectif » 30.5
p - - - - 12
PFe W - - - 85
PJoule W - - - 354
Zn - - - - 27
Le point de travail d’un des moteurs pris en compte pour l’optimisation
correspond a` une puissance me´canique de 12 kW, une vitesse de rotation
de 530 tr/min, une tempe´rature ambiante de 15 C˚ et un ﬂux laminaire
axial de 15m/s selon les caracte´ristiques de l’he´lice et du proﬁl de mou-
vement de l’avion.
Le tableau 5.3 re´sume les contraintes et les re´sultats d’optimisation de
quelques parame`tres caracte´ristiques. Une liste plus e´toﬀe´e est dresse´e a`
l’annexe F avec le tableau F.1.
5.2.7 Ajustements et ame´liorations
Avant la fabrication du prototype, une phase d’ajustement et d’adapta-
tion a` la fabrication est ne´cessaire. Dans un premier temps, des simu-
174 5. Validations expe´rimentales
lations nume´riques aux e´le´ments ﬁnis [19] sont re´alise´es, aﬁn d’ajuster
certains parame`tres pour garantir les performances du cahier des charges.
La tension induite de mouvement de phase simule´e nume´riquement s’ave`re
trop faible par rapport au mode`le analytique. Ainsi, la longueur axiale
des aimants permanents et le nombre de spires sont augmente´s (voir
TAB. 5.4). Les aimants permanents sont segmente´s axialement en 12
e´le´ments (voir FIG. F.3) aﬁn de re´duire les pertes par courants de Fou-
cault. Pour des raisons de comportement me´canique, la culasse rotorique
est e´paissie.
Tab. 5.4−Parame`tres modiﬁe´s apre`s simulations aux e´le´ments ﬁnis
Optimise´ Corrige´
Nsp - 81 90
Augmentation de la tension
induite de mouvement de phase
dco mm 3.8 3.67
li mm 152.4 156
ecr mm 5.3 11.6
Ame´lioration de la rigidite´
me´canique du rotor
hds mm 20.9 21.7
Ajout de rainure de clavettes
d’encoche pour le maintien des
bobines
A la base, le bobinage est forme´ de 9 bobines par phase, connecte´es en
se´rie et comprenant chacune 10 spires. Pour des raisons de fabrication,
les bobines sont re´alise´es en double spires en paralle`le, aﬁn de re´duire le
diame`tre des conducteurs d’un facteur
√
2. Comme le moteur est com-
pose´ d’une succession de 3 secteurs similaires de 9 dents statoriques et
4 paires de poˆles (FIG. F.4), les bobines d’une phase d’un secteur sont
connecte´es en se´rie, qui elles-meˆme, sont connecte´es en paralle`le avec
les bobines des autres phases (FIG. 5.3b). Ceci permet d’augmenter le
nombre de spires par bobine et de re´duire le diame`tre des conducteurs
sans modiﬁer les caracte´ristiques e´lectriques exte´rieures du bobinage.
Ainsi, le nombre de spires composant une bobine s’e´le`ve ﬁnalement a`
60, avec un diame`tre actif de conducteur de 1.4mm et une prise en
compte d’une marge de se´curite´ due a` la re´alisation pratique du bobi-
nage (FIG. 5.3a). Le moteur est bobine´ en « e´toile ».
La version ﬁnale du premier prototype (FIG. 5.4) a une masse de 37 kg
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(a) Section d’une bobine
Secteur 1 
Secteur 2 
Secteur 3 
(b) Connexions e´lectriques des bobines
d’une phase
Fig. 5.3−Bobinage
dont 27.1 kg pour la culasse statorique et le bobinage, et 9.9 kg pour la
culasse rotorique et les aimants permanents.
(a) Rotor (b) Stator
Fig. 5.4−Premier prototype
5.2.8 Mesures expe´rimentales
Pour re´aliser les mesures expe´rimentales sur le prototype, un banc de
tests spe´ciﬁque, de´taille´ dans [55], a e´te´ re´alise´ (FIG. 5.5). Ce montage,
en total porte-a`-faux, permet d’enlever le rotor ou le stator aﬁn de pou-
voir dissocier les grandeurs a` mesurer. De plus, l’entrefer est accessible
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pour y introduire des sondes de mesure de l’induction magne´tique ou de
tempe´rature.
 
 
 
 
 
 
 
 
Moteur 
de charge
Couplemètre
inductif
Bloc
roulements
Stator avec
carcasse 
Rotor avec
moyeu 
Prototype
moteur 
Fig. 5.5−Banc de tests
Pour les simulations analytiques re´alise´es dans cette section, des modi-
ﬁcations ont e´te´ apporte´es au mode`le utilise´ pour l’optimisation du pre-
mier prototype. Ces ame´liorations de´coulent essentiellement de l’e´tude
expose´e au chapitre 2.
5.2.8.1 Induction dans l’entrefer
L’induction dans l’entrefer est mesure´e en utilisant une sonde de Gauss
(FIG. 5.6a). La ﬁgure 5.6b montre le premier harmonique de l’induction
radiale dans l’entrefer pour les mesures expe´rimentales, les simulations
FEM et le mode`le analytique. Ce dernier fait l’hypothe`se d’une distribu-
tion trape´zo¨ıdale de l’induction dans l’entrefer dont la valeur maximale
s’e´tend sur trois quarts de la pe´riode magne´tique (voir eq. 2.77). Les
mesures et simulations sont re´alise´es a` une tempe´rature ambiante de
20 C˚.
La corre´lation entre mesures et simulations de 1Bˆδr est garantie. L’erreur
entre simulations et mesures ne de´passe pas 3%.
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Fig. 5.6− Induction dans l’entrefer
5.2.8.2 Tension induite de mouvement de phase
La tension induite de mouvement de phase est e´galement mesure´e a` une
tempe´rature ambiante de 20 C˚. Les mesures sont re´alise´es pour les trois
phases qui sont parfaitement e´quilibre´es (variations< 0.2%). On peut
appre´cier les faibles diﬀe´rences entre mesures et simulations, qui sont
infe´rieures a` 3% pour le premier harmonique (FIG. 5.7).
Le tableau 5.5 donne la re´partition des harmoniques de la mesure de la
tension induite de mouvement de phase, en gardant a` l’esprit que seul le
fondamental est pris en conside´ration dans le mode`le analytique.
Tab. 5.5−Harmoniques mesure´s de la tension induite de mouvement de
phase a` 530 tr/min
1Ui,ph
3Ui,ph
5Ui,ph
7Ui,ph
96.15 8.05 0.65 0.01
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Fig. 5.7−Premier harmonique de la tension induite de phase
5.2.8.3 Pertes fer
Dans un premier temps, les pertes dans les roulements du banc de test
et les pertes par ventilation dans l’entrefer sont de´termine´es en fonction
de la vitesse de rotation. Les pertes fer sont de´termine´es par de´ce´le´ration
du rotor en utilisant l’e´quation du mouvement de Newton-Euler et en
soustrayant les pertes roulements et pertes par ventilation. La ﬁgure 5.8
repre´sente les pertes fer en fonction de la vitesse de rotation du rotor a`
20 C˚. Les mesures sont eﬀectue´es sans charge et ne prennent donc pas
en compte les pertes fer dues au courant statorique.
Le tableau 5.6 de´taille les pertes fer (sans charge) dans les diﬀe´rentes
parties du moteur a` la vitesse de rotation de 530 tr/min, correspon-
dant au re´gime de fonctionnement optimise´. Cependant, les mesures
expe´rimentales ne permettent pas de dissocier explicitement les pertes
fer dans le stator, les aimants permanents et la culasse rotorique. Pour les
pertes fer statoriques, les simulations FEM et analytiques donnent des
valeurs tre`s proches. De meˆme pour les pertes par courants de Foucault
dans les aimants permanents. Pre´cisons que le mode`le analytique corres-
pondant aux pertes par courants de Foucault dans les aimants n’est pas
pre´sente´ dans ce document, mais est de´taille´ dans [56].
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Fig. 5.8−Pertes fer (sans charge) en fonction de Ω
Tab. 5.6−Pertes fer [W] a` 530 tr/min (a` 20 C˚, sans charge)
Pertes fer statoriques
FEM 70.8
Analytique 74.7
Pertes par courants de Foucault dans les aimants
dues a` l’eﬀet d’encoches (aimants non segmente´s)
FEM 464.8
Analytique 453.1
Pertes fer totales
Mesures 210
FEM 535.6
Analytique 527.8
Les pertes fer totales (sans charge) sont de´termine´es par calcul en pre-
nant en compte des aimants permanents non segmente´s, ce qui explique
la grande diﬀe´rence par rapport aux mesures re´alise´es avec des aimants
segmente´s. De cette diﬀe´rence, on peut toutefois en conclure l’impor-
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tance non ne´gligeable de la re´duction des pertes par courant de Foucault
due a` la segmentation des aimants.
5.2.8.4 Re´sistance e´lectrique
La re´sistance e´lectrique de phase est mesure´e a` une tempe´rature de 20˚ C.
La diﬀe´rence entre les mesures et le mode`le analytique provient de l’ap-
proximation des de´veloppantes, mais e´galement des connexions (brasure)
entre bobines dont on ne tient pas compte dans le mode`le.
Tab. 5.7−Re´sistance e´lectrique de phase a` 20 C˚
Rph [mΩ]
Mesures 67.1
Analytique 63.5
5.2.8.5 Bilan de puissance
Aﬁn d’e´tablir un bilan de puissance complet et de pouvoir dissocier les
diﬀe´rentes pertes, le prototype est utilise´ en modes ge´ne´rateur et mo-
teur (FIG. 5.9).
En mode ge´ne´rateur, le rendement maximal est obtenu lorsque le courant
de phase est en phase avec la tension induite de mouvement de phase.
Ceci est re´alise´ en branchant des capacite´s re´glables en paralle`les avec
les rhe´ostats de dissipation pour chaque phase.
La ﬁgure 5.10 expose le rendement en mode ge´ne´rateur avec le de´phasage
nul entre la tension induite de mouvement et le courant de phase, et le
mode moteur avec une commande en commutation par bloc a` 120˚ . La
fre´quence de la modulation de largeur d’impulsions (MLI) est re´gle´e a`
24 kHz. La tempe´rature de bobine, proche du re´gime permanent, est
indique´e a` chaque point de mesure et de calcul. Concernant le mode
moteur, les mesures ne sont pas re´alise´es en re´gime permanent a` cause
d’une e´lectronique de commande dont la puissance nominale admissible
est infe´rieure aux points de mesure (proble`me d’e´chauﬀement de la com-
mande e´lectronique en re´gime permanent). On remarque un bon com-
portement du mode`le thermique analytique par comparaison avec les
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(a) Ge´ne´rateur (b) Moteur
Fig. 5.9−Modes de fonctionnement
valeurs mesure´es en mode ge´ne´rateur.
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Fig. 5.10−Rendement moteur-ge´ne´rateur en fonction de la puissance
de sortie
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Pre´cisons que les mesures sont re´alise´es a` puissance de sortie similaire. En
re´gime moteur, la puissance de sortie repre´sente la puissance me´canique
tandis qu’en re´gime ge´ne´rateur, elle correspond a` la puissance e´lectrique.
Les rendements indique´s a` la ﬁgure 5.10 sont de´termine´s en prenant en
compte les pertes joule et les pertes fer en excluant les pertes dans les
roulements du banc de tests et dans les caˆbles d’alimentation. En mode
moteur, on tient compte e´galement des pertes fer dues a` la fre´quence
e´leve´e de la modulation de largeur d’impulsions et aux oscillations de
courants induites par la MLI. Ces pertes ne de´pendent pas du niveau
de puissance et sont, ainsi, plus importantes a` bas re´gime qu’a` haut
re´gime, ce qui explique la tendance du rendement de la courbe moteur,
en comparaison de la courbe ge´ne´rateur. Les pertes dans les composants
e´lectroniques sont exclues.
Les diﬀe´rentes pertes en re´gime moteur et ge´ne´rateur, pour une vitesse
de rotation de 470 tr/min et une puissance de sortie de 8330W a` une
tempe´rature de bobine de 30 C˚, sont de´taille´es dans le tableau 5.8.
Tab. 5.8−Pertes [W] en re´gime moteur et ge´ne´rateur pour une vi-
tesse de rotation de 470 tr/min et une puissance de sortie
de 8330W a` 30 C˚ (bobine)
Mesures Mesures Simulations
moteur ge´ne´rateur analytiques
Puissance me´canique [W] 8330 8749 8330
Puissance e´lectrique [W] 9034 8330 8633
Pertes Joule moteur [W] 258 243 238
Pertes fer dues aux aimants [W] 180 176 65
Pertes fer dues a` la MLI [W] 84 - -
Pertes e´lectronique [W] 182 - -
Pertes totales [W] 704 419 303
Rendement [%] 92.2 95.2 96.5
Le fonctionnement en moteur ge´ne`re des pertes supple´mentaires par rap-
port au fonctionnement en ge´ne´rateur. Elles sont dues a` l’e´lectronique de
commande en commutation par bloc a` 120˚ et peuvent eˆtre classe´es en
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deux cate´gories distinctes. La premie`re qui regroupe les pertes propres
aux e´le´ments composant l’e´lectronique et la seconde qui conside`re les
pertes fer dans le moteur lie´es directement a` l’e´lectronique et a` la fre´-
quence de la MLI sur le courant. Pre´cisons que les pertes dues aux eﬀets
de proximite´ et de peau sont ne´glige´es. A couple e´gal, le courant de
phase eﬃcace est plus e´leve´ en mode moteur (commutation par bloc a`
120˚ ) qu’en mode ge´ne´rateur, ce qui explique la diﬀe´rence au niveau des
pertes par eﬀet Joule. Comme l’harmonique 3 n’inﬂuence pas le couple
moyen (connexion en « e´toile ») et que les harmoniques supe´rieurs sont
ne´gligeables, seul le fondamental de´termine le couple du moteur. Ainsi,
en mode ge´ne´rateur, le courant de phase est conside´re´ comme sinuso¨ıdal
tandis qu’en mode moteur, il contient des harmoniques supe´rieurs a` 3,
d’ou` la diﬀe´rence sur les courants de phase eﬃcaces.
L’e´lectronique et ses eﬀets sur le moteur ne sont pas pris en compte dans
le mode`le analytique, d’ou` l’inﬂuence sur le rendement total du moteur.
De plus, la diﬀe´rence de rendement entre les mesures en mode ge´ne´rateur
et les simulations analytiques sont dues principalement aux pertes par
courants de Foucault dans les aimants permanents et la culasse rotorique,
par eﬀet d’encoches, et qui ne sont pas traite´es dans ce document.
5.2.9 Conclusion
Le projet « Solar Impulse », et principalement la conception d’un moteur
prototype, nous a permis de mettre en application les mode`les analy-
tiques pre´sente´s dans les chapitres pre´ce´dents avec un cahier des charges
concret, base´ a` la fois sur des contraintes de conception de l’avion et de
son environnement, et e´galement sur des contraintes propres a` la fabri-
cation et l’utilisation des moteurs.
Graˆce aux simulations nume´riques et aux e´changes avec les fournisseurs,
les ajustements ﬁns et ame´liorations ne´cessaires ont pu eˆtre apporte´s au
moteur, aﬁn de garantir ses performances avant fabrication. Finalement,
les mesures expe´rimentales ont permis d’une part de valider les perfor-
mances du moteur conformes aux exigences et d’autre part, avec l’aide
des simulations nume´riques (FEM), de valider et d’ame´liorer les mode`les
analytiques.

CHAPITRE 6
Synthe`se et conclusion
Dans le cadre de cette the`se, l’accent s’est porte´ principalement sur
l’e´laboration de mode`les analytiques et leur formulation, aﬁn de limi-
ter au maximum les e´checs de convergence vers la solution optimale du-
rant la phase d’optimisation. Les objectifs concernant l’e´laboration des
mode`les utilise´s dans les proble`mes de dimensionnement sont multiples :
– la tendance des phe´nome`nes mode´lise´s doit eˆtre conforme a` la re´alite´.
La tendance correcte des comportements du mode`le par rapport aux
parame`tres est plus importante que la pre´cision elle-meˆme ;
– les phe´nome`nes inﬂuents de l’environnement simule´ ne doivent pas
eˆtre oublie´s. Par exemple, un mode`le de moteur tre`s complexe au
niveau magne´tique peut conduire, si l’on y inclut pas les proble`mes
thermiques, a` de faˆcheuses conse´quences au niveau de la qualite´ des
re´sultats ;
– la formulation mathe´matique des proble`mes de dimensionnement doit
eˆtre adapte´e a` la me´thode d’optimisation. Par exemple, dans un cas
d’optimisation diﬀe´rentiable, la continuite´ des fonctions ainsi que leur
de´rive´e premie`re doit eˆtre assure´e pour e´viter les e´checs durant l’opti-
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misation.
Pour les deux types de moteurs pre´sente´s dans ce document (avec et sans
dents statoriques), un accent important est mis sur le mode`le magne´tique.
Pour la version avec dents statoriques, trois mode`les magne´tiques sont
propose´s :
1. Me´thode selon maxwell. Cette me´thode, base´e sur le comportement
magne´tique dans l’entrefer, permet d’obtenir un mode`le ge´ne´rique
utilisable pour diﬀe´rentes conﬁgurations de moteur selon le nombre
de dents et le nombre de poˆles magne´tiques.
2. Circuit magne´tique e´quivalent. Cette me´thode de description permet
d’une part d’obtenir un mode`le magne´tique passablement pre´cis (se-
lon le nombre d’e´le´ments composant le re´seau) et d’autre part, d’eˆtre
en mesure de mode´liser des comportements magne´tiques locaux. Ce-
pendant, ce mode`le a le de´savantage d’eˆtre spe´ciﬁque a` chaque conﬁ-
guration et il est tre`s diﬃcile de le rendre ge´ne´rique.
3. Equation de Poisson. La re´solution du potentiel magne´tique (vecteur
ou scalaire) permet d’exprimer l’induction magne´tique dans toutes les
parties du moteur en transformant la structure dente´e en un stator
lisse par transformation selon Carter. Cette me´thode est adapte´e a`
des structures posse´dant des teˆtes de dents. Pour des structures a`
dents droites, l’approximation peut eˆtre trop pe´nalisante.
La de´termination de l’induction dans l’entrefer ne fait intervenir que le
premier harmonique qui, dans un contexte d’optimisation, est une ap-
proximation parfaitement admissible. Diﬀe´rentes formes trape´zo¨ıdales de
l’induction dans l’entrefer sont utilise´es pour de´terminer le premier har-
monique, aﬁn de s’adapter a` la ge´ome´trie du moteur (entrefer, couverture
d’aimants, teˆtes de dents, etc..).
Le mode`le magne´tique de la version sans dents statoriques est re´alise´
par re´solution de l’e´quation de Poisson, aﬁn de de´terminer l’induction
magne´tique dans le moteur. Lorsque p = 1, le potentiel vecteur est utilise´
et les caracte´ristiques magne´tiques des aimants permanents sont trans-
forme´es en courants e´quivalents, qui sont pris en compte dans les condi-
tions aux limites. Pour p > 1, le potentiel scalaire est de´termine´ et les
caracte´ristiques magne´tiques sont directement inte´gre´es dans l’e´quation
de Poisson. Ces deux de´marches sont re´alise´es aﬁn de varier les me´thodes
de re´solution.
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Le mode`le thermique est passablement simpliﬁe´. Il ne tient pas compte
du ﬂux axial au moteur et du ﬂux thermique e´vacue´ par le rotor. Ainsi, le
mode`le thermique a` tendance a` sure´valuer l’e´chauﬀement du moteur, ce
qui est pre´fe´rable dans le cadre d’un dimensionnement, en comparaison
a` une sous-e´valuation de la tempe´rature des bobines. Ainsi, la marge de
se´curite´ est favorable.
Concernant le mode`le du moteur sans dents statoriques, deux approches
sont utilise´es aﬁn de de´terminer les inductances propres et mutuelles
de phase et la tension induite de mouvement pour les diﬀe´rents types
de bobinage e´tudie´s (bobinages auto-porteur et bobinages droits) : La
premie`re conside`re que les spires formant le bobinage sont aligne´es et
leurs positions sont de´termine´es. Dans ce cas, la sommation des gran-
deurs magne´tiques lie´es a` chaque spire est utilise´e, aﬁn de de´terminer
une grandeur physique lie´e a` la phase. Lorsque les spires sont en vrac
et que leur position individuelle n’est pas de´termine´e, l’inte´gration des
grandeurs magne´tiques sur le bobinage est re´alise´e aﬁn de de´terminer
les grandeurs globales. Dans la majorite´ des cas, les bobinages auto-
porteurs sont lie´s a` la sommation, tandis que les bobinages droits le sont
a` l’inte´gration.
L’originalite´ de la the`se peut eˆtre re´sume´e par les points suivants :
– mode´lisation magne´tique a` caracte`re ge´ne´rique avec diﬀe´rents mode`les
ayant chacun leur domaine de pre´dilection ;
– formulation des phe´nome`nes physiques en vue du dimensionnement ;
– comparaison des mode`les analytiques avec des simulations nume´riques
aﬁn de les valider et/ou de les ame´liorer ;
– utilisation de la me´thode des images, aﬁn de de´terminer les induc-
tances des bobinages dans l’entrefer ;
– optimisation prenant en compte diﬀe´rents domaines de la physique ou`
les parame`tres libres sont analyse´s globalement ;
– conception et fabrication d’un prototype lie´ a` un projet et un cahier
des charges concret et permettant de valider inte´gralement la phase
d’optimisation et les mode`les analytiques e´tablis.
Ce travail constitue une brique de base au niveau de la mode´lisation d’un
moteur synchrone a` aimants permanents. Les mode`les pre´sente´s au cours
de ce travail peuvent faire l’objet d’innombrables ame´liorations selon le
niveau de pre´cision recherche´. Il faut toutefois garder a` l’esprit qu’un
188 6. Synthe`se et conclusion
mode`le de dimensionnement trop complexe peut conduire a` des e´checs
au cours de l’optimisation. Cependant, certains aspects non traite´s ou
seulement partiellement aborde´s me´riteraient une e´tude approfondie :
– e´tude de l’e´lectronique de commande en tenant compte des pertes
fer induites dans le moteur par les oscillations de courant dues a` la
modulation a` largeur d’impulsions (MLI) ;
– inﬂuence de l’excentricite´ du rotor sur les performances du moteur ;
– de´termination analytique du couple re´luctant en fonction de la ge´ome´-
trie ;
– mode´lisation analytique des pertes fer dans la culasse rotorique et dans
les aimants permanents dues a` l’eﬀet d’encoches ;
– inte´gration des phe´nome`nes transitoires, principalement thermiques,
ou` les e´quations diﬀe´rentielles sont re´solues en utilisant des fonction-
nelles de´die´es a` l’optimisation ;
– e´tude me´canique du moteur en prenant en compte les proble`mes de
rigidite´ et de fre´quence propre.
Dans un domaine de puissance supe´rieur a` 1 kW, le mode`le me´canique
lie´ aux frottements n’est pas indispensable. Cependant, pour des mo-
teurs ou` les puissances en jeu sont infe´rieures a` quelques watts, un
mode`le me´canique inte´grant les frottements est ne´cessaire (p.e. moteur
de montre).
Cette liste pourrait encore s’allonger, car il est toujours possible de mode´-
liser certains phe´nome`nes inte´ressants qui peuvent e´viter un trop grand
choix de solutions pre´liminaires et limiter les ajustements a` re´aliser apre`s
optimisation.
Annexes
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ANNEXE A
Mode´lisation avance´e de la courbe B-H
Le comportement B-H d’un mate´riau peut eˆtre de´termine´ a` l’aide d’une
courbe de´ﬁnie par morceaux [20], dont les de´rive´es sont continues au
niveau des points d’intersection (FIG. A.1).
Les trois intervalles formant la courbe sont :
• partie initiale : H < H1
• partie centrale : H1  H  H3
• partie terminale : H > H3
La courbe de base est de´ﬁnie par la fonction suivante :
B =
H −H0
η + ξ(H −H0) (A.1)
Partie centrale
Les points (H1, B1), (H2, B2) et (H3, B3) permettent de de´terminer les
coeﬃcients de la fonction de base, aﬁn d’e´tablir la partie centrale de la
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Fig. A.1−Courbe B-H de´ﬁnie par morceaux
courbe :
ξ =
(H1B2 −H2B1)(B1 −B3)− (H1B3 −H3B1)(B1 −B2)
B1B2(H1 −H2)(B1 −B3)−B1B3(H1 −H3)(B1 −B2) (A.2)
H0 =
ξ(H1 −H2)B1B2 −H1B2 +H2B1
B1 −B2 (A.3)
η =
H1 −H0 − ξB1(H1 −H0)
B1
(A.4)
Partie initiale
La partie initiale de la courbe est de´termine´e par la valeur de B01 =
B(H = 0) sur la tangente calcule´e au point (H1, B1). La pente de la
tangente au point (H1, B1) s’e´crit :
m1 =
dB
dH
∣∣∣∣
B=B1
=
η[
η + ξ(H1 −H0)
]2 (A.5)
La valeur de la tangente au point H = 0 s’e´crit :
B01 = B1 −m1H1 (A.6)
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Deux fonctions sont utilise´es pour approximer la partie initiale de la
courbe selon la valeur de B01 :
• si B01 ≤ 0 :
B = αH2 + βH (A.7)
avec :
α =
m1H1 −B1
H21
(A.8)
β = 2
B1
H1
−m1 (A.9)
• si B01 > 0 :
B =
H
α + βH
(A.10)
avec :
α = m1
H21
B21
(A.11)
β =
H1/B1 − α
H1
(A.12)
Partie terminale
La partie terminale de la courbe est de´ﬁnie par la fonction suivante qui
posse`de une asymptote oblique de pente μ0 :
B = μ0H − γ
H
+ ζ (A.13)
Les coeﬃcients γ et ζ sont de´termine´s de telle manie`re que la courbe
passe au niveau du point (H3, B3) et soit tangente en ce point a` la
partie centrale de la courbe :
γ = H23 (m3 − μ0) (A.14)
ζ = B3 +H3(m3 − 2μ0) (A.15)
avec :
m3 =
η[
η + ξ(H3 −H0)
]2 (A.16)

ANNEXE B
Bobinages triphase´s : comple´ments bobinage
B.1 Facteur de bobinage
Lorsque les bobines constituant le bobinage d’une phase ne sont pas
concentriques et sont de´phase´es les unes par rapport aux autres au niveau
magne´tique, l’expression 2.57 n’est plus valable. Le ﬂux totalise´ doit faire
intervenir le facteur de bobinage (2.135).
Le facteur de bobinage prend en compte plusieurs eﬀets qui sont eux-
meˆmes exprime´s par diﬀe´rents facteurs [57, chap. 2]. Le facteur de bobi-
nage s’exprime :
νkw = νkd νks (B.1)
avec νkd et νks correspondant respectivement au facteur de distribution
et au facteur de raccourcissement.
Le facteur de distribution prend en compte uniquement la distribution
des bobines entre elles (d’une meˆme phase) et ne tient pas compte de la
distribution des spires a` l’inte´rieur meˆme d’une bobine. Ainsi, on e´met
l’hypothe`se que toutes les spires d’une meˆme bobine captent un ﬂux
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magne´tique similaire.
Facteur de distribution
Le facteur de distribution tient compte de la re´partition du bobinage
dans plusieurs encoches. Pour un nombre d’encoches par poˆle et par
phase q entier, le facteur de distribution tient compte de la distribution
des bobines dans les encoches successives. Il s’e´crit :
νkd =
∣∣∣∣∣∣
sin
[
ν
(
π
2m
)]
q sin
[
ν
(
π
2mq
)]
∣∣∣∣∣∣ (B.2)
avec m correspondant au nombre de phases.
Pour un nombre d’encoches par poˆle et par phase fractionnaire, le fac-
teur de distribution tient compte de la re´partition des bobines dans les
encoches permettant de minimiser le de´phasage magne´tique re´sultant de
toutes les bobines d’une meˆme phase.
νkd =
∣∣∣∣∣∣
sin
[
ν
(
π
2m
)]
q′ sin
[
ν
(
π
2mq′
)]
∣∣∣∣∣∣ (B.3)
avec le parame`tre q′ qui correspond au plus petit commun multiple de q
et qui s’exprime :
q′ =
Zn
pgcd(Zn, 2mp)
(B.4)
avec pgcd() correspondant au calcul du plus grand diviseur commun.
Facteur de raccourcissement
Le facteur de raccourcissement tient compte du raccourcissement de l’ou-
verture de bobine par rapport au pas polaire. Ce facteur est de´termine´
par le rapport entre le ﬂux capte´ par une bobine 1 et le ﬂux total induit
1La bobine est centre´e sous un poˆle magne´tique.
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par un poˆle magne´tique et s’exprime :
νks =
∣∣∣∣sin
(
ν
szτd
τp
π
2
)∣∣∣∣ (B.5)
ou` sz est l’ouverture de bobine en nombre de dents et τd est le pas
dentaire :
τd =
πda
Zn
(B.6)
Apre`s simpliﬁcation, le facteur de raccourcissement peut s’e´crire :
νks =
∣∣∣∣sin
(
ν
szp
Zn
π
)∣∣∣∣ (B.7)
B.2 Conﬁgurations possibles
Les conﬁgurations de bobinage pre´sente´es dans cette section sont toutes
a` doubles couches. Les bobinages triphase´s e´quilibre´s faisables (selon
l’e´quation 2.150) sont re´pertorie´s dans le tableau B.1 pour des conﬁgu-
rations jusqu’a` 48 encoches et 38 poˆles magne´tiques. Les conﬁgurations
posse´dant un nombre d’encoches par poˆle et par phase plus petit que
0.25 ne sont pas prises en conside´ration. Les bobinages posse´dant une
ouverture plus grande que 240 degre´s e´lectriques ne sont pas pris en
conside´ration.
Les tableaux B.2, B.3 et B.4 re´pertorient respectivement le nombre d’en-
coches par poˆle et par phase, l’ouverture maximale de bobine en degre´s
e´lectriques et l’ouverture maximale de bobine en nombre de dents.
Le tableau B.5 dresse une liste des facteurs de bobinage pour les conﬁ-
gurations de´ﬁnies ci-dessus avec variations de l’ouverture de bobine.
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Tab. B.1−Conﬁgurations avec bobinage triphase´ e´quilibre´
2p
Zn 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36 39 42 45 48
2 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
4 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
6 ok ok ok ok ok
8 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
10 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
12 ok ok ok ok ok
14 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
16 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
18 ok
20 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
22 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
24 ok ok ok ok
26 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
28 ok ok ok ok ok ok ok ok ok ok
30 ok ok ok
32 ok ok ok ok ok ok ok ok ok
34 ok ok ok ok ok ok ok ok
36 ok
38 ok ok ok ok ok ok ok
Tab. B.2−Nombre d’encoches par poˆle et par phase
2p
Zn 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36 39 42 45 48
2 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5 5 5.5 6 6.5 7 7.5 8
4 0.25 0.5 0.75 1 1.25 1.5 1.75 2 2.25 2.5 2.75 3 3.25 3.5 3.75 4
6 0.5 1 1.5 2 2.5
8 0.25 0.38 0.5 0.63 0.75 0.88 1 1.13 1.25 1.38 1.5 1.63 1.75 1.88 2
10 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1 1.1 1.2 1.3 1.4 1.5 1.6
12 0.25 0.5 0.75 1 1.25
14 0.29 0.36 0.43 0.5 0.57 0.64 0.71 0.79 0.86 0.93 1 1.07 1.14
16 0.25 0.31 0.38 0.44 0.5 0.56 0.63 0.69 0.75 0.81 0.88 0.94 1
18 0.5
20 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7 0.75 0.8
22 0.27 0.32 0.36 0.41 0.45 0.5 0.55 0.59 0.64 0.68 0.73
24 0.25 0.38 0.5 0.63
26 0.27 0.31 0.35 0.38 0.42 0.46 0.5 0.54 0.58 0.62
28 0.25 0.29 0.32 0.36 0.39 0.43 0.46 0.5 0.54 0.57
30 0.3 0.4 0.5
32 0.25 0.28 0.31 0.34 0.38 0.41 0.44 0.47 0.5
34 0.26 0.29 0.32 0.35 0.38 0.41 0.44 0.47
36 0.25
38 0.26 0.29 0.32 0.34 0.37 0.39 0.42
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Tab. B.3−Ouverture de bobine maximale [en degre´s e´lectriques]
2p
Zn 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36 39 42 45 48
2 120 180 160 180 168 180 171 180 173 180 175 180 175 180 176 180
4 240 120 160 180 192 160 171 180 187 168 175 180 185 171 176 180
6 120 180 160 180 168
8 240 160 120 192 160 206 180 160 192 175 160 185 171 192 180
10 200 150 120 200 171 150 200 180 164 200 185 171 160 188
12 240 120 160 180 192
14 210 168 140 120 210 187 168 153 210 194 180 168 158
16 240 192 160 137 120 213 192 175 160 148 206 192 180
18 120
20 240 200 171 150 133 120 218 200 185 171 160 150
22 220 189 165 147 132 120 220 203 189 176 165
24 240 160 120 192
26 223 195 173 156 142 130 120 223 208 195
28 240 210 187 168 153 140 129 120 224 210
30 200 150 120
32 240 213 192 175 160 148 137 128 120
34 227 204 185 170 157 146 136 128
36 240
38 228 207 190 175 163 152 143
Tab. B.4−Ouverture de bobine maximale [en nombre de dents]
2p
Zn 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36 39 42 45 48
2 1 3 4 6 7 9 10 12 13 15 16 18 19 21 22 24
4 1 1 2 3 4 4 5 6 7 7 8 9 10 10 11 12
6 1 3 4 6 7
8 1 1 1 2 2 3 3 3 4 4 4 5 5 6 6
10 1 1 1 2 2 2 3 3 3 4 4 4 4 5
12 1 1 2 3 4
14 1 1 1 1 2 2 2 2 3 3 3 3 3
16 1 1 1 1 1 2 2 2 2 2 3 3 3
18 1
20 1 1 1 1 1 1 1 2 2 2 2 2 2
22 1 1 1 1 1 1 2 2 2 2 2
24 1 1 1 2
26 1 1 1 1 1 1 1 2 2 2
28 1 1 1 1 1 1 1 1 2 2
30 1 1 1
32 1 1 1 1 1 1 1 1 1
34 1 1 1 1 1 1 1 1
36 1
38 1 1 1 1 1 1 1
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Tab. B.5−Facteurs de bobinage pour moteur triphase´
Zn 2p sz
1kd
3kd
5kd
7kd
1ks
3ks
5ks
7ks
1kw
3kw
5kw
7kw
3
2 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
4 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
6
2
3 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
4 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
8 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
9
2
4 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
3 0.96 0.667 0.218 0.177 0.866 0 0.866 0.866 0.831 0 0.188 0.154
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
4
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
6 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
8 1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
10 1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
12 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
12
2
6 0.966 0.707 0.259 0.259 1 1 1 1 0.966 0.707 0.259 0.259
5 0.966 0.707 0.259 0.259 0.966 0.707 0.259 0.259 0.933 0.5 0.067 0.067
4 0.966 0.707 0.259 0.259 0.866 0 0.866 0.866 0.837 0 0.224 0.224
4
3 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
1 1 1 1 1 0.5 1 0.5 0.5 0.5 1 0.5 0.5
8 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
10 1 0.958 0.653 0.205 0.158 0.966 0.707 0.259 0.259 0.925 0.462 0.053 0.041
14 1 0.958 0.653 0.205 0.158 0.966 0.707 0.259 0.259 0.925 0.462 0.053 0.041
16 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
15
2
7 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
6 0.957 0.647 0.2 0.149 0.951 0.588 0 0.588 0.91 0.38 0 0.088
5 0.957 0.647 0.2 0.149 0.866 0 0.866 0.866 0.829 0 0.173 0.129
4
4 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
3 0.957 0.647 0.2 0.149 0.951 0.588 0 0.588 0.91 0.38 0 0.088
2 0.957 0.647 0.2 0.149 0.743 0.588 0.866 0.407 0.711 0.38 0.173 0.061
8
2 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
1 0.957 0.647 0.2 0.149 0.743 0.588 0.866 0.407 0.711 0.38 0.173 0.061
10 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
14 1 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
16 1 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
20 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
18
2
9 0.96 0.667 0.218 0.177 1 1 1 1 0.96 0.667 0.218 0.177
8 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
7 0.96 0.667 0.218 0.177 0.94 0.5 0.174 0.766 0.902 0.333 0.038 0.136
4
4 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
3 0.96 0.667 0.218 0.177 0.866 0 0.866 0.866 0.831 0 0.188 0.154
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
6
3 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
B.2. Conﬁgurations possibles 201
Zn 2p sz
1kd
3kd
5kd
7kd
1ks
3ks
5ks
7ks
1kw
3kw
5kw
7kw
18
8
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
10
2 0.956 0.644 0.197 0.145 0.985 0.866 0.643 0.342 0.942 0.558 0.127 0.05
1 0.956 0.644 0.197 0.145 0.766 0.5 0.94 0.174 0.732 0.322 0.185 0.025
12 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
14 1 0.956 0.644 0.197 0.145 0.94 0.5 0.174 0.766 0.898 0.322 0.034 0.111
16 1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
20 1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
22 1 0.956 0.644 0.197 0.145 0.94 0.5 0.174 0.766 0.898 0.322 0.034 0.111
24 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
21
2
10 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
9 0.956 0.642 0.196 0.143 0.975 0.782 0.434 0 0.932 0.502 0.085 0
8 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
7 0.956 0.642 0.196 0.143 0.866 0 0.866 0.866 0.828 0 0.169 0.124
4
5 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
4 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
3 0.956 0.642 0.196 0.143 0.782 0.434 0.975 0 0.747 0.279 0.191 0
8
3 0.956 0.642 0.196 0.143 0.975 0.782 0.434 0 0.932 0.502 0.085 0
2 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
10
2 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
1 0.956 0.642 0.196 0.143 0.68 0.782 0.563 0.866 0.65 0.502 0.11 0.124
14 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
16 1 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
20 1 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
22 1 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
26 1 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
28 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
24
2
12 0.958 0.653 0.205 0.158 1 1 1 1 0.958 0.653 0.205 0.158
11 0.958 0.653 0.205 0.158 0.991 0.924 0.793 0.609 0.949 0.604 0.163 0.096
10 0.958 0.653 0.205 0.158 0.966 0.707 0.259 0.259 0.925 0.462 0.053 0.041
9 0.958 0.653 0.205 0.158 0.924 0.383 0.383 0.924 0.885 0.25 0.079 0.146
4
6 0.966 0.707 0.259 0.259 1 1 1 1 0.966 0.707 0.259 0.259
5 0.966 0.707 0.259 0.259 0.966 0.707 0.259 0.259 0.933 0.5 0.067 0.067
4 0.966 0.707 0.259 0.259 0.866 0 0.866 0.866 0.837 0 0.224 0.224
8
3 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
10
2 0.956 0.641 0.194 0.141 0.966 0.707 0.259 0.259 0.923 0.453 0.05 0.037
1 0.956 0.641 0.194 0.141 0.609 0.924 0.131 0.991 0.582 0.592 0.025 0.14
14
2 0.956 0.641 0.194 0.141 0.966 0.707 0.259 0.259 0.923 0.453 0.05 0.037
1 0.956 0.641 0.194 0.141 0.793 0.383 0.991 0.131 0.758 0.245 0.193 0.018
16 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
20 1 0.958 0.653 0.205 0.158 0.966 0.707 0.259 0.259 0.925 0.462 0.053 0.041
22 1 0.956 0.641 0.194 0.141 0.991 0.924 0.793 0.609 0.947 0.592 0.154 0.086
26 1 0.956 0.641 0.194 0.141 0.991 0.924 0.793 0.609 0.947 0.592 0.154 0.086
28 1 0.958 0.653 0.205 0.158 0.966 0.707 0.259 0.259 0.925 0.462 0.053 0.041
32 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
27 2
13 0.955 0.64 0.194 0.14 0.998 0.985 0.958 0.918 0.954 0.63 0.186 0.129
12 0.955 0.64 0.194 0.14 0.985 0.866 0.643 0.342 0.941 0.554 0.125 0.048
11 0.955 0.64 0.194 0.14 0.958 0.643 0.116 0.449 0.915 0.411 0.022 0.063
10 0.955 0.64 0.194 0.14 0.918 0.342 0.449 0.958 0.877 0.219 0.087 0.134
202 B. Bobinages triphase´s : comple´ments bobinage
Zn 2p sz
1kd
3kd
5kd
7kd
1ks
3ks
5ks
7ks
1kw
3kw
5kw
7kw
27
4
7 0.955 0.64 0.194 0.14 0.998 0.985 0.958 0.918 0.954 0.63 0.186 0.129
6 0.955 0.64 0.194 0.14 0.985 0.866 0.643 0.342 0.941 0.554 0.125 0.048
5 0.955 0.64 0.194 0.14 0.918 0.342 0.449 0.958 0.877 0.219 0.087 0.134
6
4 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
3 0.96 0.667 0.218 0.177 0.866 0 0.866 0.866 0.831 0 0.188 0.154
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
8
3 0.955 0.64 0.194 0.14 0.985 0.866 0.643 0.342 0.941 0.554 0.125 0.048
2 0.955 0.64 0.194 0.14 0.802 0.342 0.998 0.231 0.766 0.219 0.193 0.032
10
3 0.955 0.64 0.194 0.14 0.985 0.866 0.643 0.342 0.941 0.554 0.125 0.048
2 0.955 0.64 0.194 0.14 0.918 0.342 0.449 0.958 0.877 0.219 0.087 0.134
12
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
14
2 0.955 0.64 0.194 0.14 0.998 0.985 0.958 0.918 0.954 0.63 0.186 0.129
1 0.955 0.64 0.194 0.14 0.727 0.643 0.802 0.55 0.695 0.411 0.155 0.077
16
2 0.955 0.64 0.194 0.14 0.958 0.643 0.116 0.449 0.915 0.411 0.022 0.063
1 0.955 0.64 0.194 0.14 0.802 0.342 0.998 0.231 0.766 0.219 0.193 0.032
18 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
20 1 0.955 0.64 0.194 0.14 0.918 0.342 0.449 0.958 0.877 0.219 0.087 0.134
22 1 0.955 0.64 0.194 0.14 0.958 0.643 0.116 0.449 0.915 0.411 0.022 0.063
24 1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
26 1 0.955 0.64 0.194 0.14 0.998 0.985 0.958 0.918 0.954 0.63 0.186 0.129
28 1 0.955 0.64 0.194 0.14 0.998 0.985 0.958 0.918 0.954 0.63 0.186 0.129
30 1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
32 1 0.955 0.64 0.194 0.14 0.958 0.643 0.116 0.449 0.915 0.411 0.022 0.063
34 1 0.955 0.64 0.194 0.14 0.918 0.342 0.449 0.958 0.877 0.219 0.087 0.134
36 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
30
2
15 0.957 0.647 0.2 0.149 1 1 1 1 0.957 0.647 0.2 0.149
14 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
13 0.957 0.647 0.2 0.149 0.978 0.809 0.5 0.105 0.936 0.524 0.1 0.016
12 0.957 0.647 0.2 0.149 0.951 0.588 0 0.588 0.91 0.38 0 0.088
4
7 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
6 0.957 0.647 0.2 0.149 0.951 0.588 0 0.588 0.91 0.38 0 0.088
5 0.957 0.647 0.2 0.149 0.866 0 0.866 0.866 0.829 0 0.173 0.129
8
4 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
3 0.957 0.647 0.2 0.149 0.951 0.588 0 0.588 0.91 0.38 0 0.088
2 0.957 0.647 0.2 0.149 0.743 0.588 0.866 0.407 0.711 0.38 0.173 0.061
10
3 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
14
2 0.955 0.639 0.193 0.14 0.995 0.951 0.866 0.743 0.95 0.608 0.167 0.104
1 0.955 0.639 0.193 0.14 0.669 0.809 0.5 0.914 0.639 0.517 0.097 0.127
16
2 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
1 0.957 0.647 0.2 0.149 0.743 0.588 0.866 0.407 0.711 0.38 0.173 0.061
20 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
22 1 0.955 0.639 0.193 0.14 0.914 0.309 0.5 0.978 0.873 0.198 0.097 0.136
26 1 0.955 0.639 0.193 0.14 0.978 0.809 0.5 0.105 0.934 0.517 0.097 0.015
28 1 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
32 1 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
34 1 0.955 0.639 0.193 0.14 0.978 0.809 0.5 0.105 0.934 0.517 0.097 0.015
38 1 0.955 0.639 0.193 0.14 0.914 0.309 0.5 0.978 0.873 0.198 0.097 0.136
B.2. Conﬁgurations possibles 203
Zn 2p sz
1kd
3kd
5kd
7kd
1ks
3ks
5ks
7ks
1kw
3kw
5kw
7kw
33
2
16 0.955 0.639 0.193 0.139 0.999 0.99 0.972 0.945 0.954 0.632 0.187 0.131
15 0.955 0.639 0.193 0.139 0.99 0.91 0.756 0.541 0.946 0.581 0.146 0.075
14 0.955 0.639 0.193 0.139 0.972 0.756 0.372 0.095 0.928 0.483 0.072 0.013
13 0.955 0.639 0.193 0.139 0.945 0.541 0.095 0.69 0.903 0.345 0.018 0.096
4
8 0.955 0.639 0.193 0.139 0.999 0.99 0.972 0.945 0.954 0.632 0.187 0.131
7 0.955 0.639 0.193 0.139 0.972 0.756 0.372 0.095 0.928 0.483 0.072 0.013
6 0.955 0.639 0.193 0.139 0.91 0.282 0.541 0.99 0.869 0.18 0.104 0.138
2
4 0.955 0.639 0.193 0.139 0.999 0.99 0.972 0.945 0.954 0.632 0.187 0.131
3 0.955 0.639 0.193 0.139 0.91 0.282 0.541 0.99 0.869 0.18 0.104 0.138
2 0.955 0.639 0.193 0.139 0.69 0.756 0.618 0.815 0.659 0.483 0.119 0.113
10
3 0.955 0.639 0.193 0.139 0.99 0.91 0.756 0.541 0.946 0.581 0.146 0.075
2 0.955 0.639 0.193 0.139 0.815 0.282 0.999 0.372 0.778 0.18 0.193 0.052
14
2 0.955 0.639 0.193 0.139 0.972 0.756 0.372 0.095 0.928 0.483 0.072 0.013
1 0.955 0.639 0.193 0.139 0.618 0.91 0.189 0.999 0.591 0.581 0.036 0.139
16
2 0.955 0.639 0.193 0.139 0.999 0.99 0.972 0.945 0.954 0.632 0.187 0.131
1 0.955 0.639 0.193 0.139 0.69 0.756 0.618 0.815 0.659 0.483 0.119 0.113
20
2 0.955 0.639 0.193 0.139 0.945 0.541 0.095 0.69 0.903 0.345 0.018 0.096
1 0.955 0.639 0.193 0.139 0.815 0.282 0.999 0.372 0.778 0.18 0.193 0.052
22 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
26 1 0.955 0.639 0.193 0.139 0.945 0.541 0.095 0.69 0.903 0.345 0.018 0.096
28 1 0.955 0.639 0.193 0.139 0.972 0.756 0.372 0.095 0.928 0.483 0.072 0.013
32 1 0.955 0.639 0.193 0.139 0.999 0.99 0.972 0.945 0.954 0.632 0.187 0.131
34 1 0.955 0.639 0.193 0.139 0.999 0.99 0.972 0.945 0.954 0.632 0.187 0.131
38 1 0.955 0.639 0.193 0.139 0.972 0.756 0.372 0.095 0.928 0.483 0.072 0.013
36
2
18 0.956 0.644 0.197 0.145 1 1 1 1 0.956 0.644 0.197 0.145
17 0.956 0.644 0.197 0.145 0.996 0.966 0.906 0.819 0.953 0.622 0.179 0.119
16 0.956 0.644 0.197 0.145 0.985 0.866 0.643 0.342 0.942 0.558 0.127 0.05
15 0.956 0.644 0.197 0.145 0.966 0.707 0.259 0.259 0.924 0.455 0.051 0.038
4
9 0.96 0.667 0.218 0.177 1 1 1 1 0.96 0.667 0.218 0.177
8 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
7 0.96 0.667 0.218 0.177 0.94 0.5 0.174 0.766 0.902 0.333 0.038 0.136
6
6 0.966 0.707 0.259 0.259 1 1 1 1 0.966 0.707 0.259 0.259
5 0.966 0.707 0.259 0.259 0.966 0.707 0.259 0.259 0.933 0.5 0.067 0.067
3 0.966 0.707 0.259 0.259 0.707 0.707 0.707 0.707 0.683 0.5 0.183 0.183
8
4 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
3 0.96 0.667 0.218 0.177 0.866 0 0.866 0.866 0.831 0 0.188 0.154
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
10
4 0.955 0.638 0.193 0.139 0.985 0.866 0.643 0.342 0.941 0.553 0.124 0.047
3 0.955 0.638 0.193 0.139 0.966 0.707 0.259 0.259 0.923 0.451 0.05 0.036
2 0.955 0.638 0.193 0.139 0.766 0.5 0.94 0.174 0.732 0.319 0.181 0.024
12
3 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
14
3 0.955 0.638 0.193 0.139 0.966 0.707 0.259 0.259 0.923 0.451 0.05 0.036
2 0.955 0.638 0.193 0.139 0.94 0.5 0.174 0.766 0.898 0.319 0.033 0.106
16
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
20
2 0.956 0.644 0.197 0.145 0.985 0.866 0.643 0.342 0.942 0.558 0.127 0.05
1 0.956 0.644 0.197 0.145 0.766 0.5 0.94 0.174 0.732 0.322 0.185 0.025
22
2 0.955 0.638 0.193 0.139 0.94 0.5 0.174 0.766 0.898 0.319 0.033 0.106
1 0.955 0.638 0.193 0.139 0.819 0.259 0.996 0.423 0.782 0.165 0.192 0.059
204 B. Bobinages triphase´s : comple´ments bobinage
Zn 2p sz
1kd
3kd
5kd
7kd
1ks
3ks
5ks
7ks
1kw
3kw
5kw
7kw
36
24 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
26 1 0.955 0.638 0.193 0.139 0.906 0.259 0.574 0.996 0.866 0.165 0.11 0.138
28 1 0.956 0.644 0.197 0.145 0.94 0.5 0.174 0.766 0.898 0.322 0.034 0.111
30 1 0.958 0.653 0.205 0.158 0.966 0.707 0.259 0.259 0.925 0.462 0.053 0.041
32 1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
34 1 0.955 0.638 0.193 0.139 0.996 0.966 0.906 0.819 0.952 0.617 0.174 0.114
38 1 0.955 0.638 0.193 0.139 0.996 0.966 0.906 0.819 0.952 0.617 0.174 0.114
39
2
19 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.993 0.98 0.961 0.954 0.634 0.188 0.133
18 0.955 0.638 0.192 0.138 0.993 0.935 0.823 0.663 0.948 0.597 0.158 0.092
17 0.955 0.638 0.192 0.138 0.98 0.823 0.534 0.16 0.936 0.525 0.103 0.022
16 0.955 0.638 0.192 0.138 0.961 0.663 0.16 0.392 0.917 0.423 0.031 0.054
4
10 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.993 0.98 0.961 0.954 0.634 0.188 0.133
9 0.955 0.638 0.192 0.138 0.993 0.935 0.823 0.663 0.948 0.597 0.158 0.092
8 0.955 0.638 0.192 0.138 0.961 0.663 0.16 0.392 0.917 0.423 0.031 0.054
7 0.955 0.638 0.192 0.138 0.903 0.239 0.601 0.999 0.863 0.153 0.116 0.138
8
5 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.993 0.98 0.961 0.954 0.634 0.188 0.133
4 0.955 0.638 0.192 0.138 0.961 0.663 0.16 0.392 0.917 0.423 0.031 0.054
3 0.955 0.638 0.192 0.138 0.823 0.239 0.993 0.465 0.786 0.153 0.191 0.064
10
4 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.993 0.98 0.961 0.954 0.634 0.188 0.133
4 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.993 0.98 0.961 0.954 0.634 0.188 0.133
3 0.955 0.638 0.192 0.138 0.935 0.465 0.239 0.823 0.893 0.297 0.046 0.114
14
3 0.955 0.638 0.192 0.138 0.993 0.935 0.823 0.663 0.948 0.597 0.158 0.092
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.903 0.239 0.601 0.999 0.863 0.153 0.116 0.138
16
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.961 0.663 0.16 0.392 0.917 0.423 0.031 0.054
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.601 0.935 0.08 0.98 0.574 0.597 0.015 0.135
20
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.993 0.98 0.961 0.954 0.634 0.188 0.133
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.721 0.663 0.775 0.601 0.689 0.423 0.149 0.083
22
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.98 0.823 0.534 0.16 0.936 0.525 0.103 0.022
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.775 0.465 0.961 0.08 0.74 0.297 0.185 0.011
26 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
28 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.903 0.239 0.601 0.999 0.863 0.153 0.116 0.138
32 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.961 0.663 0.16 0.392 0.917 0.423 0.031 0.054
34 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.98 0.823 0.534 0.16 0.936 0.525 0.103 0.022
38 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.993 0.98 0.961 0.954 0.634 0.188 0.133
42
2
21 0.956 0.642 0.196 0.143 1 1 1 1 0.956 0.642 0.196 0.143
20 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
19 0.956 0.642 0.196 0.143 0.989 0.901 0.733 0.5 0.945 0.578 0.143 0.071
18 0.956 0.642 0.196 0.143 0.975 0.782 0.434 0 0.932 0.502 0.085 0
17 0.956 0.642 0.196 0.143 0.956 0.623 0.075 0.5 0.913 0.4 0.015 0.071
4
10 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
9 0.956 0.642 0.196 0.143 0.975 0.782 0.434 0 0.932 0.502 0.085 0
8 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
7 0.956 0.642 0.196 0.143 0.866 0 0.866 0.866 0.828 0 0.169 0.124
8
5 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
4 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
3 0.956 0.642 0.196 0.143 0.782 0.434 0.975 0 0.747 0.279 0.191 0
10
4 0.955 0.638 0.192 0.138 0.997 0.975 0.931 0.866 0.952 0.622 0.179 0.12
3 0.955 0.638 0.192 0.138 0.901 0.223 0.623 1 0.861 0.142 0.12 0.138
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.68 0.782 0.563 0.866 0.65 0.499 0.108 0.12
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Zn 2p sz
1kd
3kd
5kd
7kd
1ks
3ks
5ks
7ks
1kw
3kw
5kw
7kw
42
14
3 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
16
3 0.956 0.642 0.196 0.143 0.975 0.782 0.434 0 0.932 0.502 0.085 0
2 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
20
2 0.956 0.642 0.196 0.143 0.997 0.975 0.931 0.866 0.953 0.626 0.182 0.124
1 0.956 0.642 0.196 0.143 0.68 0.782 0.563 0.866 0.65 0.502 0.11 0.124
22
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.997 0.975 0.931 0.866 0.952 0.622 0.179 0.12
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.733 0.623 0.826 0.5 0.7 0.398 0.159 0.069
26
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.931 0.434 0.295 0.866 0.889 0.277 0.057 0.12
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.826 0.223 0.989 0.5 0.789 0.142 0.19 0.069
28 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
32 1 0.956 0.642 0.196 0.143 0.931 0.434 0.295 0.866 0.89 0.279 0.058 0.124
34 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.956 0.623 0.075 0.5 0.913 0.398 0.014 0.069
38 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.989 0.901 0.733 0.5 0.944 0.575 0.141 0.069
45
2
22 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.995 0.985 0.97 0.955 0.634 0.189 0.134
23 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.995 0.985 0.97 0.955 0.634 0.189 0.134
21 0.955 0.638 0.192 0.138 0.995 0.951 0.866 0.743 0.95 0.607 0.166 0.102
20 0.955 0.638 0.192 0.138 0.985 0.866 0.643 0.342 0.941 0.552 0.123 0.047
19 0.955 0.638 0.192 0.138 0.97 0.743 0.342 0.139 0.927 0.474 0.066 0.019
4
11 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.995 0.985 0.97 0.955 0.634 0.189 0.134
10 0.955 0.638 0.192 0.138 0.985 0.866 0.643 0.342 0.941 0.552 0.123 0.047
9 0.955 0.638 0.192 0.138 0.951 0.588 0 0.588 0.908 0.375 0 0.081
8 0.955 0.638 0.192 0.138 0.899 0.208 0.643 0.999 0.858 0.133 0.123 0.138
6
7 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
6 0.957 0.647 0.2 0.149 0.951 0.588 0 0.588 0.91 0.38 0 0.088
5 0.957 0.647 0.2 0.149 0.866 0 0.866 0.866 0.829 0 0.173 0.129
8
6 0.955 0.638 0.192 0.138 0.995 0.951 0.866 0.743 0.95 0.607 0.166 0.102
5 0.955 0.638 0.192 0.138 0.985 0.866 0.643 0.342 0.941 0.552 0.123 0.047
4 0.955 0.638 0.192 0.138 0.899 0.208 0.643 0.999 0.858 0.133 0.123 0.138
10
4 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
3 0.96 0.667 0.218 0.177 0.866 0 0.866 0.866 0.831 0 0.188 0.154
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
12
4 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
3 0.957 0.647 0.2 0.149 0.951 0.588 0 0.588 0.91 0.38 0 0.088
2 0.957 0.647 0.2 0.149 0.743 0.588 0.866 0.407 0.711 0.38 0.173 0.061
14
3 0.955 0.638 0.192 0.138 0.995 0.951 0.866 0.743 0.95 0.607 0.166 0.102
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.829 0.208 0.985 0.53 0.792 0.133 0.189 0.073
16
3 0.955 0.638 0.192 0.138 0.995 0.951 0.866 0.743 0.95 0.607 0.166 0.102
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.899 0.208 0.643 0.999 0.858 0.133 0.123 0.138
20
2 0.96 0.667 0.218 0.177 0.985 0.866 0.643 0.342 0.945 0.577 0.14 0.061
1 0.96 0.667 0.218 0.177 0.643 0.866 0.342 0.985 0.617 0.577 0.074 0.175
22
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.999 0.995 0.985 0.97 0.955 0.634 0.189 0.134
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.695 0.743 0.643 0.788 0.663 0.474 0.123 0.109
24
2 0.957 0.647 0.2 0.149 0.995 0.951 0.866 0.743 0.951 0.616 0.173 0.111
1 0.957 0.647 0.2 0.149 0.743 0.588 0.866 0.407 0.711 0.38 0.173 0.061
26
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.97 0.743 0.342 0.139 0.927 0.474 0.066 0.019
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.788 0.407 0.985 0.07 0.753 0.259 0.189 0.01
28
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.927 0.407 0.342 0.899 0.886 0.259 0.066 0.124
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.829 0.208 0.985 0.53 0.792 0.133 0.189 0.073
206 B. Bobinages triphase´s : comple´ments bobinage
Zn 2p sz
1kd
3kd
5kd
7kd
1ks
3ks
5ks
7ks
1kw
3kw
5kw
7kw
45
30 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
32 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.899 0.208 0.643 0.999 0.858 0.133 0.123 0.138
34 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.927 0.407 0.342 0.899 0.886 0.259 0.066 0.124
38 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.97 0.743 0.342 0.139 0.927 0.474 0.066 0.019
48
2
24 0.956 0.641 0.194 0.141 1 1 1 1 0.956 0.641 0.194 0.141
23 0.956 0.641 0.194 0.141 0.998 0.981 0.947 0.897 0.954 0.628 0.184 0.127
22 0.956 0.641 0.194 0.141 0.991 0.924 0.793 0.609 0.947 0.592 0.154 0.086
21 0.956 0.641 0.194 0.141 0.981 0.831 0.556 0.195 0.937 0.533 0.108 0.028
20 0.956 0.641 0.194 0.141 0.966 0.707 0.259 0.259 0.923 0.453 0.05 0.037
4
12 0.958 0.653 0.205 0.158 1 1 1 1 0.958 0.653 0.205 0.158
11 0.958 0.653 0.205 0.158 0.991 0.924 0.793 0.609 0.949 0.604 0.163 0.096
10 0.958 0.653 0.205 0.158 0.966 0.707 0.259 0.259 0.925 0.462 0.053 0.041
9 0.958 0.653 0.205 0.158 0.924 0.383 0.383 0.924 0.885 0.25 0.079 0.146
8
6 0.966 0.707 0.259 0.259 1 1 1 1 0.966 0.707 0.259 0.259
5 0.966 0.707 0.259 0.259 0.966 0.707 0.259 0.259 0.933 0.5 0.067 0.067
4 0.966 0.707 0.259 0.259 0.866 0 0.866 0.866 0.837 0 0.224 0.224
10
5 0.955 0.638 0.192 0.138 0.998 0.981 0.947 0.897 0.953 0.625 0.182 0.123
4 0.955 0.638 0.192 0.138 0.966 0.707 0.259 0.259 0.923 0.451 0.05 0.036
3 0.955 0.638 0.192 0.138 0.831 0.195 0.981 0.556 0.794 0.124 0.188 0.076
14
3 0.955 0.638 0.192 0.138 0.981 0.831 0.556 0.195 0.937 0.53 0.107 0.027
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.793 0.383 0.991 0.131 0.758 0.244 0.19 0.018
16
3 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
20
2 0.956 0.641 0.194 0.141 0.966 0.707 0.259 0.259 0.923 0.453 0.05 0.037
1 0.956 0.641 0.194 0.141 0.609 0.924 0.131 0.991 0.582 0.592 0.025 0.14
22
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.991 0.924 0.793 0.609 0.947 0.589 0.152 0.084
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.659 0.831 0.442 0.947 0.63 0.53 0.085 0.13
26
2 0.955 0.638 0.192 0.138 0.991 0.924 0.793 0.609 0.947 0.589 0.152 0.084
1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.752 0.556 0.897 0.321 0.718 0.354 0.172 0.044
28
2 0.956 0.641 0.194 0.141 0.966 0.707 0.259 0.259 0.923 0.453 0.05 0.037
1 0.956 0.641 0.194 0.141 0.793 0.383 0.991 0.131 0.758 0.245 0.193 0.018
32 1 1 1 1 1 0.866 0 0.866 0.866 0.866 0 0.866 0.866
34 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.897 0.195 0.659 0.998 0.857 0.124 0.126 0.137
38 1 0.955 0.638 0.192 0.138 0.947 0.556 0.065 0.659 0.904 0.354 0.013 0.091
ANNEXE C
Couple re´luctant : Nrel et krel
Les valeurs du nombre de pe´riodes du couple re´luctant duˆ aux aimants
permanents Nrel sont re´sume´es dans le tableau C.1 pour des combinai-
sons allant jusqu’a` 48 encoches et 38 poˆles magne´tiques. Pour les meˆmes
combinaisons, le tableau C.2 donne les valeurs des indicateurs d’ampli-
tude du couple reluctant krel.
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Tab. C.1−Nombre de pe´riodes du couple re´luctant Nrel
2p
Zn 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36 39 42 45 48
2 6 6 18 12 30 18 42 24 54 30 66 36 78 42 90 48
4 12 12 36 12 60 36 84 24 108 60 132 36 156 84 180 48
6 6 6 18 12 30 18 42 24 54 30 66 36 78 42 90 48
8 24 24 72 24 120 72 168 24 216 120 264 72 312 168 360 48
10 30 30 90 60 30 90 210 120 270 30 330 180 390 210 90 240
12 12 12 36 12 60 36 84 24 108 60 132 36 156 84 180 48
14 42 42 126 84 210 126 42 168 378 210 462 252 546 42 630 336
16 48 48 144 48 240 144 336 48 432 240 528 144 624 336 720 48
18 18 18 18 36 90 18 126 72 54 90 198 36 234 126 90 144
20 60 60 180 60 60 180 420 120 540 60 660 180 780 420 180 240
22 66 66 198 132 330 198 462 264 594 330 66 396 858 462 990 528
24 24 24 72 24 120 72 168 24 216 120 264 72 312 168 360 48
26 78 78 234 156 390 234 546 312 702 390 858 468 78 546 1170 624
28 84 84 252 84 420 252 84 168 756 420 924 252 1092 84 1260 336
30 30 30 90 60 30 90 210 120 270 30 330 180 390 210 90 240
32 96 96 288 96 480 288 672 96 864 480 1056 288 1248 672 1440 96
34 102 102 306 204 510 306 714 408 918 510 1122 612 1326 714 1530 816
36 36 36 36 36 180 36 252 72 108 180 396 36 468 252 180 144
38 114 114 342 228 570 342 798 456 1026 570 1254 684 1482 798 1710 912
Tab. C.2− Indicateur d’amplitude du couple re´luctant krel
2p
Zn 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36 39 42 45 48
2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2
4 1 2 1 4 1 2 1 4 1 2 1 4 1 2 1 4
6 3 6 3 6 3 6 3 6 3 6 3 6 3 6 3 6
8 1 2 1 4 1 2 1 8 1 2 1 4 1 2 1 8
10 1 2 1 2 5 2 1 2 1 10 1 2 1 2 5 2
12 3 6 3 12 3 6 3 12 3 6 3 12 3 6 3 12
14 1 2 1 2 1 2 7 2 1 2 1 2 1 14 1 2
16 1 2 1 4 1 2 1 8 1 2 1 4 1 2 1 16
18 3 6 9 6 3 18 3 6 9 6 3 18 3 6 9 6
20 1 2 1 4 5 2 1 4 1 10 1 4 1 2 5 4
22 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 11 2 1 2 1 2
24 3 6 3 12 3 6 3 24 3 6 3 12 3 6 3 24
26 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 13 2 1 2
28 1 2 1 4 1 2 7 4 1 2 1 4 1 14 1 4
30 3 6 3 6 15 6 3 6 3 30 3 6 3 6 15 6
32 1 2 1 4 1 2 1 8 1 2 1 4 1 2 1 16
34 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2
36 3 6 9 12 3 18 3 12 9 6 3 36 3 6 9 12
38 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 2
ANNEXED
Mode`le thermique : comple´ments
D.1 Equation de la chaleur
L’e´quation de Fourier, qui de´termine les phe´nome`nes de conduction,
s’e´crit :
ΔT = −qv
λ
(D.1)
avec qv et λ correspondant respectivement a` la densite´ volumique de ﬂux
de chaleur (en W/m3) et a` la conductivite´ thermique.
A partir de (D.1), l’e´quation de la chaleur, en coordonne´es cylindriques,
peut s’e´crire :
1
r
d
dr
(
r
dT
dr
)
= −qv
λ
(D.2)
qui donne apre´s une premie`re inte´gration :
dT
dr
= − qv
2λ
r +
C1
r
(D.3)
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et apre`s une seconde inte´gration, pour aboutir a` la solution ge´ne´rale :
T (r) =
qv
4λ
r2 + C1 ln(r) + C2 (D.4)
La densite´ surfacique de ﬂux de chaleur qs (en W/m2) s’e´crit :
qs = −λdT
dr
(D.5)
qui devient avec (D.3) :
qs =
qv
2
r − C1λ
r
(D.6)
A partir des e´quations ci-dessus, il est possible de de´terminer les re´sis-
tances de conduction d’un circuit thermique. Conside´rons une couche
circulaire homoge`ne avec un rayon interne ri et un rayon externe re, ainsi
qu’une source de chaleur qi rec¸ue de l’inte´rieur de la couche (r < ri). La
densite´ volumique de la source de chaleur ge´ne´re´e dans cette couche q
s’exprime :
qv =
q
π (r2e − r2i ) l
(D.7)
avec l correspondant a` la longueur de la couche.
qs peut s’e´crire au niveau du rayon interne ri :
qs =
qvri
2
− C1λ
ri
=
qi
2πril
(D.8)
Ainsi, la constante d’inte´gration C1 s’exprime :
C1 =
qr2i
1πlλ (r2e − r2i )
− qi
2πlλ
(D.9)
Avec (D.4), la diﬀe´rence de tempe´rature entre ri et re s’e´crit :
Ti − Te = qv4λ
(
r2e − r2i
)− C1 ln
(
re
ri
)
(D.10)
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En introduisant C1 et qv pre´ce´demment calcule´s, on obtient :
Ti − Te = qiRth1 + (q + qi)Rth2 (D.11)
avec
Rth1 =
1
4πlλ
⎡
⎣2r2e ln
(
re
ri
)
r2e − r2i
− 1
⎤
⎦ (D.12)
Rth2 =
1
4πlλ
⎡
⎣1− 2r2i ln
(
re
ri
)
r2e − r2i
⎤
⎦ (D.13)
(D.14)
Si la couche est passive (q = 0), les deux re´sistances thermiques Rth1 et
Rth2 sont connecte´es en se´rie et leur somme donne l’e´quation suivante :
Rth1 +Rth2 =
ln
(
re
ri
)
2πlλ
(D.15)
D.2 Coeﬃcients de convection et rayonne-
ment
Dissipation par convection naturelle
On part de l’hypothe`se que l’axe principal du moteur est positionne´
horizontalement. Dans cette conﬁguration, les coeﬃcients de transfert de
chaleur par convection naturelle s’expriment pour chacune des surfaces
S1 et S2 :
hc1 =
NuDλair
de
(D.16)
hc2 =
NuHλair
heq
(D.17)
ou` λair correspond a` la conductivite´ thermique de l’air , de exprime le
diame`tre exte´rieur et heq est une hauteur qui est issue de l’approximation
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de la surface circulaire S2 par une zone carre´e de surface e´gale e´quivalente
et qui vaut :
heq =
1
2
√
π (d2e − d2a) (D.18)
On de´termine le coeﬃcient de transfert de chaleur par convection natu-
relle a` l’aide du nombre de Nusselt NuD pour la surface late´rale de la
carcasse exte´rieure et NuH pour la surface des extre´mite´s de la culasse
statorique et de la carcasse exte´rieure.
NuD et NuH correspondent au nombre de Nusselt pour chaque surface
et s’expriment en fonction du nombre de Prandtl Pr et du nombre de
rayleigh RaD et RaH pour les surfaces respectives :
NuD =
⎧⎪⎨
⎪⎩0.6 +
0.387Ra
1
6
D[
1 +
(
0.559
Pr
) 9
16
] 8
27
⎫⎪⎬
⎪⎭
2
(D.19)
NuH =
⎧⎪⎨
⎪⎩0.825 +
0.387Ra
1
6
H[
1 +
(
0.492
Pr
) 9
16
] 8
27
⎫⎪⎬
⎪⎭
2
(D.20)
avec
RaD =
gβair(Ts − Ta)d3e
αairνair
(D.21)
RaH =
gβair(Ts − Ta)h3eq
αairνair
(D.22)
avec g, βair, αair et νair e´tant respectivement la constante de gravite´
terrestre, le coeﬃcient d’expansion, le coeﬃcient de diﬀusion thermique
et la viscosite´ cine´matique de l’air.
Les parame`tres exprime´s dans les e´quations (D.16), (D.17), (D.19), (D.20),
(D.21) et (D.22) sont de´pendants de la tempe´rature du ﬁlm d’air (autour
de la surface de la carcasse externe) dont la valeur peut eˆtre approche´e
par :
Tf =
Ts + Ta
2
(D.23)
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Ces de´pendances de tempe´rature sont interpre´te´es par des droites aﬃnes
(interpolation de valeurs de tables nume´riques) :
Pr = 7.17 · 10−1 − 1.3 · 10−4Tf (D.24)
βair = 3.63 · 10−3 − 1.075 · 10−5Tf (D.25)
αair = 1.85 · 10−5 + 1.48 · 10−7Tf (D.26)
νair = 1.36 · 10−5 + 8.78 · 10−8Tf (D.27)
λair = 2.42 · 10−2 + 7.28 · 10−5Tf (D.28)
avec Tf exprime´ en Celsius.
Ajoutons encore que la viscosite´ cine´matique est e´galement fonction de
la pression atmosphe´rique a` travers sa variation de densite´. La relation
est admise line´aire (loi des gaz parfaits) et il suﬃt de multiplier νair
par pa0/pa ou` pa est la pression atmosphe´rique du milieu et pa0 est la
pression atmosphe´rique au niveau de la mer pour une tempe´rature de
15˚ C (selon l’atmosphe`re standard) et vaut 101’325 N/m2.
Dissipation par convection force´e
Deux conﬁgurations de ﬂux d’air sont prises en compte dans l’e´tude.
La premie`re conside`re un ﬂux d’air paralle`le a` l’axe principal du moteur
tandis que la seconde conside`re un ﬂux perpendiculaire a` l’axe du moteur.
Aﬁn de de´terminer le coeﬃcient de transfert de chaleur par convection
force´e, il est ne´cessaire de connaˆıtre le re´gime du ﬂux d’air autour du
moteur : laminaire ou mixte. Pour cela, il est indispensable d’introduire
le nombre de Reynolds. Pour le cas d’un ﬂux d’air dans la direction axiale
du moteur, celui-ci vaut :
ReL =
vairlh
νair
(D.29)
avec vair correspondant a` la vitesse moyenne du ﬂux d’air dans lequel
est plonge´ le moteur.
Le coeﬃcient de convection, en re´gime force´, pour la surface S1 donne,
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en fonction de ReL :
hc1 =
⎧⎪⎨
⎪⎩
0.664Re
1
2
LPr
1
3 λair
lh
ReL < 5 · 10−5 (laminaire)(
0.037Re
4
5
L − 871
)
Pr
1
3 λair
lh
ReL ≥ 5 · 10−5 (mixte)
(D.30)
On fait l’hypothe`se que, dans une conﬁguration a` ﬂux d’air paralle`le
a` l’axe du moteur, les surfaces S2 dissipent la chaleur par convection
naturelle selon (D.17).
Dans le cas d’un ﬂux d’air perpendiculaire a` l’axe principal du moteur,
le nombre de Reynolds s’exprime pour la surface S1 :
ReD =
vairde
νair
(D.31)
et pour la surface S2 :
ReH =
vairheq
νair
(D.32)
Selon l’e´quation empirique de Churchill et Bernstein [30], le coeﬃcient
de convection, de la surface S1, s’e´crit pour un ﬂux d’air perpendiculaire
a` l’axe principal du moteur :
hc1 = 0.3 +
0.62Re
1
2
DPr
1
3[
1 +
(
0.4
Pr
) 2
3
] 1
4
[
1 +
(
ReD
282′000
) 5
8
] 4
5
λair
de
(D.33)
Le coeﬃcient de convection hc2 est de´termine´ par l’e´quation (D.30) en
y introduisant ReH (D.32) au lieu de ReL.
L’e´quation (D.33) permet de couvrir tout le domaine de ReD et une
grande partie du domaine de Pr. Ainsi, elle est recommande´e pour tout
ReDPr > 0.2.
Dissipation par rayonnement
Selon la loi de Stefan-Boltzmann, la densite´ de ﬂux de chaleur qs, ex-
prime´e en W/m2, e´mis par rayonnement thermique peut eˆtre e´value´e par
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l’e´quation suivante :
qs = σ
[
(Ts + 273)4 − (Ta + 273)4)
]
(D.34)
ou`  correspond au coeﬃcient d’e´missivite´ de la surface et σ est la
constante de Stefan-Boltzmann qui vaut 5.67 · 10−8 W/(m2K4).
Le coeﬃcient de transfert de chaleur par rayonnement hr s’exprime :
hr =
qs
Ts − Ta = σ(Ts + Ta + 546)
[
(Ts + 273)2 + (Ta + 273)2
]
(D.35)
Le tableau D.1 dresse une liste des coeﬃcients d’e´missivite´ de diﬀe´rents
mate´riaux susceptibles d’eˆtre utilise´s dans un moteur.
Tab. D.1−Coeﬃcient d’e´missivite´  de quelques mate´riaux
Mate´riaux a` 25˚ C a` 125˚ C
Acier oxyde´ 0.79 -
Acier poli 0.07 -
Acier inox poli 0.17 0.17
Aluminium poli 0.04 0.05
Aluminium anodise´ 0.82 0.76
Carbure de silicium 0.87 0.87
Corps noir mat 1 -
Font d’acier 0.6-0.7 -
Plastique 0.9
Teﬂon 0.85 0.87
Verre 0.9-0.95 -
Dans [58], diﬀe´rentes mesures thermiques ont e´te´ re´alise´es avec un mo-
teur de petite taille. Ces mesures sont confronte´es a` un mode`le analytique
qui tient compte de la convection naturelle et du rayonnement selon les
mode`les pre´sente´s dans cette section.
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D.3 Mate´riaux : Conductivite´ thermique
Le tableau D.2 re´pertorie la conductivite´ thermique de quelques mate´-
riaux susceptibles d’eˆtre utilise´s dans les moteurs e´lectriques.
Tab. D.2−Conductivite´ thermique λ de quelques mate´riaux
Mate´riaux a` 25˚ C a` 125˚ C
Acier (Mn≤1%, Si≤0.1%) 60.5 56.7
Aluminium 237 240
Cuivre 401 393
Fer pur 80.2 69.5
FeCo 30 -
FeNi 15-20 -
FeSi 31 -
ANNEXE E
Potentiel vecteur : perme´abilite´ du fer constante
L’expression du potentiel vecteur dans les diﬀe´rents milieux donne :
Az0 = C0r sin(ϕ− θr) inte´rieur de la culasse rotorique (E.1)
Le terme D0r sin(ϕ − θr) est nul, car le potentiel vecteur doit eˆtre ﬁni
lorsque r → 0.
Az1 =
(
C1r +
D1
r
)
sin(ϕ− θr) culasse rotorique (E.2)
Az2 =
(
C2r +
D2
r
)
sin(ϕ− θr) aimant (E.3)
Az3 =
(
C3r +
D3
r
)
sin(ϕ− θr) entrefer (E.4)
Az4 =
(
C4r +
D4
r
)
sin(ϕ− θr) stator (E.5)
Az5 =
D5
r
sin(ϕ− θr) exte´rieur (E.6)
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Le terme C5r sin(ϕ − θr) est nul, car le potentiel vecteur doit eˆtre ﬁni
lorsque r → ∞. Pre´cisons encore que la carcasse exte´rieure du moteur
est conside´re´e comme de l’air au niveau du mode`le magne´tique.
Le potentiel vecteur est calcule´ pour chaque domaine en tenant compte
des perme´abilite´s relatives de l’axe moteur μr,cr, de l’aimant μdr et de la
culasse statorique μr,cs. Les conditions aux limites (3.56) et (3.57), en in-
troduisant les e´quations (3.40) et (3.41), forment un syste`me d’e´quations
a` re´soudre, aﬁn de de´terminer les constantes Ck et Dk pour chaque mi-
lieu :
• inte´rieur-culasse rotorique
C0r0 = C1r0 +
D1
r0
(E.7)
1
μ0
C0 =
1
μr,crμ0
(
C1 − D1
r20
)
(E.8)
• culasse rotorique-aimant
C1r1 +
D1
r1
= C2r1 +
D2
r1
(E.9)
1
μr,crμ0
(
C1 − D1
r21
)
− 1
μdrμ0
(
C2 − D2
r21
)
= − B0
μdrμ0
(E.10)
• aimant-entrefer
C2r2 +
D2
r2
= C3r2 +
D3
r2
(E.11)
1
μdrμ0
(
C2 − D2
r22
)
− 1
μ0
(
C3 − D3
r22
)
=
B0
μdrμ0
(E.12)
• entrefer-culasse statorique
C3r3 +
D3
r3
= C4r3 +
D4
r3
(E.13)
1
μ0
(
C3 − D3
r23
)
=
1
μr,csμ0
(
C4 − D4
r23
)
(E.14)
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• culasse statorique-exte´rieur
C4r4 +
D4
r4
=
D5
r4
(E.15)
1
μr,csμ0
(
C4 − D4
r24
)
= − 1
μ0
D5
r24
(E.16)
En introduisant les courants e´quivalents line´iques dans l’expression des
conditions aux limites, l’e´quation de Laplace est justiﬁe´e. Si ceux-ci ne
sont pas pris en compte au niveau des conditions aux limites, l’e´quation
de Poisson doit eˆtre re´solue avec une solution particulie`re lie´e aux cou-
rants e´quivalents de l’aimant permanent.
Une fois le syste`me d’e´quations re´solu, les constantes s’expriment :
C0 =
2B0
μr,cr
(
ξ9ξ3 − 1
ξ1ξ2
− ξ9
ξ1r21
)
(E.17)
C1 = B0
(
1
μr,cr
+ 1
)(
ξ9ξ3 − 1
ξ1ξ2
− ξ9
ξ1r21
)
(E.18)
D1 = B0r20
(
1− 1
μr,cr
)(
1− ξ9ξ3
ξ1ξ2
+
ξ9
ξ1r21
)
(E.19)
C2 =
B0
ξ2
(ξ9ξ3 − 1) (E.20)
D2 = −B0ξ9 (E.21)
C3 = −B0 ξ6ξ7
ξ4ξ7 + ξ5ξ8
(E.22)
D3 = −B0 ξ6ξ8
ξ4ξ7 + ξ5ξ8
(E.23)
C4 =
B0
r24
ξ6
ξ4ξ7 + ξ5ξ8
(
μr,cs − 1
μr,cs + 1
)
(E.24)
D4 = −B0 ξ6
ξ4ξ7 + ξ5ξ8
(E.25)
D5 = − 2B0(1 + μr,cs)
ξ6
(ξ4ξ7 + ξ5ξ8)
(E.26)
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avec
ξ1 =
r20
r21
(
1
μr,cr
− 1
)
+
1
μr,cr
+ 1 (E.27)
ξ2 =
μdr
μr,cr
[
1− 2r
2
0
r21ξ1
(
1
μr,cr
− 1
)]
− 1 (E.28)
ξ3 =
1
r21
+
μdr
μr,cr
[
1
r21
− 2r
2
0
r41ξ1
(
1
μr,cr
− 1
)]
(E.29)
ξ4 = μdr +
ξ2 + ξ3r22
ξ2 − ξ3r22
(E.30)
ξ5 =
1
r22
(
ξ2 + ξ3r22
ξ2 − ξ3r22
− μdr
)
(E.31)
ξ6 = 1 +
1
ξ2
(
ξ2 + ξ3r22
ξ2 − ξ3r22
+ 1
)
(E.32)
ξ7 =
1
2
[
1
r24
(
1− μr,cs
1 + μr,cs
)(
1 +
1
μr,cs
)
+
1
r23
(
1− 1
μr,cs
)]
(E.33)
ξ8 = r23ξ7 −
1
μr,cs
[
r23
r24
(
1− μr,cs
1 + μr,cs
)
− 1
]
(E.34)
ξ9 =
ξ6ξ2
(ξ4ξ7 + ξ5ξ8)(ξ2 − ξ3r22)
(
ξ7r
2
2 + ξ8
)− r22
ξ2 − ξ3r22
(E.35)
A l’aide de (3.55), on peut de´terminer l’induction magne´tique dans les
diﬀe´rentes parties du moteur :
• Induction magne´tique radiale dans l’entrefer :
Bδr = −B0 ξ6
ξ4ξ7 + ξ5ξ8
(
ξ7 +
ξ8
r2
)
cos(ϕ− θr) = Bˆδr cos(ϕ− θr)
(E.36)
• Module de l’induction magne´tique dans la culasse rotorique :
Bcr = | Bcr| =
√
C1
2 +
D21
r4
+
2C1D1
r2
cos 2(ϕ− θr) (E.37)
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• Induction magne´tique maximale dans la culasse rotorique :
Bcr,max = Bcr(r=r0, ϕ=
π
2
, θr=0) =
∣∣∣∣C1 − D1r20
∣∣∣∣ (E.38)
• Induction magne´tique moyenne dans la culasse rotorique :
B¯cr =
1
ecr
∣∣∣∣
∫ r1
r0
Bcr(r, ϕ=
π
2
, θr=0)dr
∣∣∣∣ =
∣∣∣∣C1 − D1r0r1
∣∣∣∣ (E.39)
Pour un axe rotorique plein (di = 0), l’induction magne´tique Bcr est
homoge`ne et vaut |C1|.
• Module de l’induction magne´tique dans la culasse statorique :
Bcs = | Bcs| = 1
kf
√
C4
2 +
D24
r4
+
2C4D4
r2
cos 2(ϕ− θr) (E.40)
• Induction magne´tique maximale dans la culasse statorique :
Bcs,max = Bcs(r=r3, ϕ=
π
2
, θr=0) =
1
kf
∣∣∣∣C4 − D4r23
∣∣∣∣ (E.41)
• Induction magne´tique moyenne dans la culasse statorique :
B¯cs =
1
ecs
∣∣∣∣
∫ r4
r3
Bcs(r, ϕ=
π
2
, θr=0)dr
∣∣∣∣ = 1kf
∣∣∣∣C4 − D4r3r4
∣∣∣∣ (E.42)
avec le coeﬃcient de foisonnement kf .

ANNEXE F
Projet « Solar Impulse » : donne´es techniques
Les ﬁgures F.1 et F.2 repre´sentent les coupes transversales de la culasse
rotorique et statorique du premier prototype du projet « Solar Impulse ».
Les aimants permanents sont livre´s en paquets de 4 segments, assemble´s
par collage, comme on peut le voir sur la ﬁgure F.3. Des ergots sont
ajoute´es sur sa surface exte´rieure pour permettre un maintien me´canique
des aimants permanents en plus du collage (FIG. F.1). Aﬁn de garantir
le maintien des bobines dans les encoches, des clavettes en polyme`re
ferment les encoches statoriques. Ces clavettes sont maintenues a` l’aide
de rainures re´alise´es aux extre´mite´s des dents statoriques Le sche´ma de
bobinage du moteur avec ses 3 secteurs est expose´ a` la ﬁgure F.4.
Le tableau F.1 dresse une liste non exhaustive des contraintes impose´es
aux parame`tres en vue du dimensionnement et des re´sultats de l’optimi-
sation.
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Fig. F.3−Aimants permanents
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Fig. F.4−Sche´ma de bobinage avec secteurs
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Tab. F.1−Contraintes et re´sultats d’optimisation des parame`tres prin-
cipaux
Contraintes
Re´sultatsLimite
Fixe
infe´rieure supe´rieure
1Bˆδr T - - 0.78
Bcr,max T - - 1.5 1.5
Bcs,max T - - 1.4 1.4
Bds,max T - - 1.4 1.4
Cmec Nm - - - 216
da mm - - - 245.7
dco mm 0.1 4 - 3.8
di mm - - - 224
de mm - 300 - 300
δ mm - - 1.5 1.5
ea mm 4 - - 4
ecr mm 5 - - 5.3
ecs mm 5 - - 6.2
η % - - - 96.5
hds mm 5 30 - 20.9
Iph Arms - - - 45.8
J Arms/m2 - - - 4.1·106
kCu - - 0.5 - 0.5
1kw - - - - 0.945
li mm 100 - - 152.4
lds mm 5 - - 11.6
Lh mH - - - 0.33
mmot kg Fonction objective 30.5
Nsp - - - - 81
p - - - - 12
PFe W - - - 85
PJoule W - - - 354
Pmec kW - - 12 12
Rph mΩ - - - 56.38
Tb C˚ - 80 - 80
UDC V - 270 - 270
Zn - - - - 27

ANNEXE G
Liste des symboles
A,A Potentiel vecteur [Vs/m]
aν Coeﬃcient d’une se´rie de Fourier
B,B Induction magne´tique [T]
B0 Induction de la droite de retour [T]
en H = 0
Br Induction re´manente [T]
Bs Induction a` saturation [T]
bν Coeﬃcient d’une se´rie de Fourier
C Couple [Nm]
Celmag Couple e´lectromagne´tique [Nm]
Ck Constante
Cmec Couple me´canique [Nm]
CpFe Chiﬀre de pertes fer [W/kg]
cν Coeﬃcient d’une se´rie de Fourier
D,D Induction e´lectrique [C/m2]
Dk Constante
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d Diame`tre, longueur [m]
da Diame`tre d’ale´sage [m]
dbe Diame`tre exte´rieur de bobine (moteur sans dents) [m]
dbi Diame`tre inte´rieur de bobine (moteur sans dents) [m]
dbm Diame`tre moyen de bobinage [m]
dco Diame`tre actif conducteur (sans isolant) [m]
dcot Diame`tre conducteur (avec isolant) [m]
dcr Diame`tre exte´rieur de la culasse rotorique [m]
dcs Diame`tre exte´rieur de la culasse statorique [m]
de Diame`tre exte´rieur (moteur) [m]
di Diame`tre inte´rieur (moteur) [m]
dν Coeﬃcient d’une se´rie de Fourier
E,E Champ e´lectrique [V/m]
e Epaisseur, espace [m]
ea Epaisseur aimant [m]
eb Epaisseur bobine [m]
ecr Epaisseur de la culasse rotorique [m]
ecs Epaisseur de la culasse statorique [m]
eh Epaisseur de la carcasse exte´rieure [m]
eic Epaisseur de l’isolant d’un conducteur [m]
etds Espace entre teˆtes de dents statoriques [m]
f Fre´quence e´lectrique (fondamentale) [Hz]
g Constante de gravite´ terrestre [m/s2]
H,H Champ magne´tique [A/m]
Hc Champ coercitif [A/m]
H0 Champ magne´tique de la droite de retour [A/m]
en B = 0
h Hauteur [m]
hb Hauteur bobine [m]
hc Coeﬃcient de transfert de chaleur [W/(m2·K)]
par convection
hde Hauteur des de´veloppantes [m]
hds Hauteur de dent statorique [m]
hes Hauteur d’encoche statorique [m]
hr Coeﬃcient de transfert de chaleur [W/(m2·K)]
par rayonnement
htds Hauteur de teˆte de dent statorique [m]
Iz Inertie (par rapport a` l’axe du moteur) [kgm2]
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ili, Ili Courant de ligne [A]
iph, Iph Courant de phase [A]
J, J Densite´ de courant [A/m2]
Js, Js Densite´ de courant surfacique [A/m]
k Milieu
kas Facteur d’alignement des spires
kc Coeﬃcient de Carter
kCu Coeﬃcient de remplissage de l’encoche
kf Coeﬃcient de foisonnement
kFe Exposant de pertes fer
krel Indicateur d’amplitude du couple re´luctant
kλ Coeﬃcient de conductivite´ thermique
νkw Facteur de bobinage
νks Facteur de raccourcissement
νkd Facteur de distribution
L Inductance [H]
Lh Inductance de champ principal [H]
apparente d’une phase
Lm Inductance mutuelle de phase [H]
Lp Inductance propre de phase [H]
Ls Inductance apparente propre d’une phase [H]
Lσs Inductance de fuite [H]
l Longueur, largeur [m]
la Largeur d’aimant (curviligne pour aimant tuile) [m]
lb Longueur de bobine [m]
lcr Longueur de la culasse rotorique [m]
lcs Longueur de la culasse statorique [m]
lds Largeur de dent statorique [m]
lh Longueur de la carcasse exte´rieure (housing) [m]
li Longueur active (aimants) [m]
lmde Longueur moyenne d’une de´veloppante de bobine [m]
lmes Largeur moyenne d’encoche statorique [m]
lmsp Longueur moyenne d’une spire [m]
lsp Longueur d’une spire [m]
ltds Largeur de teˆte de dent statorique [m]
(d’un coˆte´ de dent)
M,M Aimantation [A/m]
m Nombre de phases
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m Masse [kg]
N Nombre de spires
Nbp Nombre de bobines par phase
Ncs Nombre de couches de spires
Nds Nombre de dents par section
Nrel Nombre de pe´riodes du couple re´luctant
par re´volution
Nsb Nombre de spires par bobine
Nsp Nombre de spires par phase
Nu Nombre de Nusselt
n Vecteur unitaire normal a` une surface
ntrm Nombre de tours par minute [tr/min]
Pel Puissance e´lectrique [W]
Pelmag Puissance e´lectromagne´tique [W]
PFe Pertes dans le fer [W]
Pfrot Pertes par frottement [W]
PJoule Pertes par eﬀet Joule dans les bobines [W]
Pmec Puissance me´canique [W]
Pr Nombre de Prandtl
Pth Puissance thermique [W]
p Nombre de paires de poˆles
pa Pression atmosphe´rique [N/m2]
q Nombre d’encoches par poˆle et par phase
q Source de chaleur, ﬂux de chaleur [W]
qs Densite´ surfacique de ﬂux de chaleur [W/m2]
qv Densite´ volumique de ﬂux de chaleur [W/m3]
R,S, T,N Connexions e´lectriques d’un moteur
Ra Nombre de Rayleigh
Re Nombre de Reynolds
Rph Re´sistance de phase [Ω]
Rth Re´sistance thermique [W/K]
r, ϕ Coordonne´es polaires [m,rad]
S Surface [m2]
Sact Surface active [m2]
Sco Section active conducteur (sans isolant) [m2]
Sds Section d’une dent statorique [m2]
Ses Section d’une encoche statorique [m2]
Sest Section totale des encoches statoriques [m2]
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s, s Longueur curviligne [m]
sz Ouverture de bobine (en nombre de dents)
sf De´calage entre bobines (en nombre de dents)
sph De´calage entre phases (en nombre de dents)
T Tempe´rature [˚ C]
Ta Tempe´rature ambiante [˚ C]
Tb Tempe´rature de bobine [˚ C]
Tf Tempe´rature du ﬁlm d’air autour du moteur [˚ C]
Tk Coeﬃcient de tempe´rature [1/K]
de l’induction re´manente
Ts Tempe´rature de la surface exte´rieure [˚ C]
du moteur
t Temps [s]
UDC Tension de bus DC [V]
ui, Ui Tension induite de mouvement [V]
uli, Uli Tension de ligne [V]
uph, Uph Tension de phase [V]
Vco Volume total des conducteurs [m2]
v Vitesse [m/s]
Zn Nombre de dents statoriques
α Angle [rad]
αair Coeﬃcient de diﬀusion thermique [m2/s]
αb Etalement angulaire de bobine [rad]
αco Coeﬃcient de tempe´rature de ρe,co [1/K]
αd Angle entre deux dents [rad]
αp Rapport entre l’angle d’un aimant
et l’angle polaire
αs Distance angulaire entre spires [rad]
β Angle [rad]
β0 Ouverture de bobine (bobinage dans l’entrefer) [rad]
βair Coeﬃcient d’expansion [1/K]
δ Entrefer [m]
 Coeﬃcient d’e´missivite´
η Rendement moteur
Λ Perme´ance magne´tique [H]
λ Conductivite´ thermique [W/(m·K)]
μd Perme´abilite´ diﬀe´rentielle [Vs/Am]
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μdr Perme´abilite´ diﬀe´rentielle relative
μr Perme´abilite´ relative
μri Perme´abilite´ relative initiale
μ0 Perme´abilite´ du vide [Vs/Am]
ν Harmonique de rang ν
νair Viscosite´ cine´matique [m2/s]
Ω Vitesse de rotation angulaire [rad/s]
ω Pulsation e´lectrique (fondamentale) [rad/s]
σ Conductivite´ e´lectrique [1/(Ωm)]
σ Constante de Stefan-Boltzmann [W/(m2K4)]
Θ Potentiel magne´tique [A]
θb Position angulaire d’une bobine [rad]
θr Position angulaire du rotor [rad]
θsp Position angulaire d’une spire [rad]
ρ Densite´ de charge e´lectrique [C/m3]
ρ Masse volumique [kg/m3]
ρe Re´sistivite´ e´lectrique [Ωm]
τd Pas dentaire [m]
τel Constante de temps e´lectrique [s]
τmec Constante de temps me´canique [s]
τp Pas polaire [m]
Φ Flux d’induction magne´tique [Vs]
Ψ Flux totalise´ d’induction magne´tique [Vs]
ψ Angle de de´phasage entre ui,ph et iph [rad]
χr Susceptibilite´ magne´tique relative
ξ Coeﬃcient de frottement visqueux [Nms/rad]
Indices :
a Aimant permanent
air Relatif a` l’air
Al Relatif a` l’aluminium
b Bobinage
c Convection
ch Charge
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co Conducteur
cr Culasse rotorique
cs Culasse statorique
Cu Relatif au cuivre
ds Dent statorique
e Exte´rieur, externe
es Encoche statorique
f Fuite
frot Frottement
Fe Relatif au fer
h Carcasse exte´rieure
i Inte´rieur, interne
is Isolant
lam Relatif aux toˆles ferromagne´tiques
li Ligne
m moteur
min Minimum
max Maximum
moy Moyen
ph Phase
r Radial, rapport de re´duction
rot Rotor
sp Spire
stat Stator
tds Teˆte de dent statorique
tot Total
δ Entrefer
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